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Zusammenfassung
1. Es wird ein theoretisches Modell entwickelt,das das
Kriechverhalten von Brennstabhüllrohren analytisch
beschreibt. Dabei wird das Hüllrohr als Schale behan-
delt. Es gilt das Kriechgesetz von Norton.
2. Es wird ein kapazitives Dehnungsmeßverfahren entwickelt,
das die kontinuierliche Messung der Kriechverformung
von Hüllrohren bei Temperaturen bis zu 700 oe unter
Innen- bzw. Außendruck ermöglicht. Die Darstellung
des Meßverfahrens geschieht unter besonderer Berück-
sichtigung der Meßgenauigkeit.
J. Es wird über out-of- pile- Kriechexper~mente an Schnell-
brüter- Hüllrohren berichtet, die mit dem kapazitiven
Dehnungsmeßverfahren durchgeführt und nach dem Schalen-
modell ausgewertet wurden. Die Ergebnisse werden mit
Kriechdaten anderer Autoren verglichen, die an identi-
schen Rohren auf der Basis unterschiedlicher Meßver-
fahren gewonnen wurden.
Creep of fuel element cladding tubes of fast breeder reactors
subjected to high temperatures and internal or else external
pressure - development of a theoretical model and of a
system for the continuous measurement of deformation
Abstract
1. A theoretical model is developed for ~he analytical
description of creeping of fuel element cladding tubes.
The cladding tube is treated as a shell. The creep law
of Norton is valid.
2. A capacitive measuring system is developed for the con-
tinuous measurement of creep deformation of cladding
tubes subjected to temperatures up to 700 °Cand internal
or else external pressure. The measuring system is pre-
sented with particular regard to the measuring accuracy.
J. Out- of- pile- creep experiments on cladding tubes of
fast breeder reactors are reported, whdch have been
performed by the capacitive measuring system and ana-
lysed by the shell model. The results are compared to
creep data of other authors obtained on identical cladd
tubes by different measuring systems.
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Tensorkomponenten uno ihre In0izierung:
lateinische Indizes laufen von 1 bis 3,
qriechische Indizes laufen von 1 bis 2,
hochqestellte Indizes hezeichnen kontravariante,
tiefgestellte Indizes kovariante Komponenten eines
Tensors,
qemischte Ko~nonenten haben hoch- und tiefgestellte
Indizes,
über sowohl hochqestellt als auch tief~estellt vor-
kommende Indizes wird summiert.
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1. Einleitung
Wie die meisten Leistungsreaktortypen besitzt der schnel-
le natriumgekühlte Brutreaktor (SNR) zylindrische Brenn-
stäbe. Der keramische Brennstoff (Urandioxyd) liegt in
Tablettenform vor und wird von einer metallischen Hülle
umgeben. Die Hülle sorgt für die Formbeständigkeit des
Brennstabs, die die Keramik nicht übernehmen kann. Dane-
ben kommt der Hülle noch eine besondere sicherheitstech-
nische Bedeutung zu, denn sie verhindert das Austreten
von Radioaktivität in Form von Brennstoff oder Spaltpro-
dukten in den Kühlkreislauf und schützt den Brennstoff
vor dem Angriff des Kühlmittels (vgl. Smidt /1/). Damit
bildet die Hülle die innerste Sicherheitsbarriere des
Reaktors.
Auf Grund dieser Sicherheitsfunktion muß ein Versagen der
Hülle ausgeschlossen werden. Da ein Hüllrohrschaden im
Wesentlichen auf die über die Zeit integrierte Leistungs-
dichte im Brennstab zurückgeführt werden kann, begrenzt
letztlich die Hülle die aus dem Brennstoff erzeugbare
Wärmeenergie und damit die Wirtschaftlichkeit des SNR
(vgl. Engelmann /2/).
Den gesamten Belastungskomplex, der bis zum Versagen der
Hülle führen kann, und die daraus resultierenden Vorgän-
ge im Hüllrohr hat Böhm /3/ zusammengestellt. Als mecha-
nische Kräfte wirken auf das Hüllrohr von außen der Kühl-
mitteldruck, von innen der Spaltgasdruck und dazu noch
lokale Belastungen, verursacht z. B. durch Abstandshalter
oder Brennstoffbruchstücke. Zusätzlich treten infolge der
hohen radialen Temperaturdifferenz in der Hülle von grös-
senordnungsmäßig 50 Grad thermische Spannungen auf.
Die Festigkeit der Hülle gegenüber diesen mechanischen
Belastungen ist in erster Linie abhängig von der Zusam-
mensetzung und vom Zustand des Hüllmaterials. Sie wird
jedoch teilweise beträchtlich beeinflußt durch die beson-
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deren Bedingungen, denen die Hülle im SNR ausgesetzt ist:
- Der hohe schnelle Neutronenfluß (> 10 2 3n/cm 2 ) be-
wirkt über Kernprozesse Effekte wie Bestrahlungs-
verfestigung, Schwellen infolge Porenbildung, be-
strahlungsinduziertes Kriechen und Hochtemperatur-
versprödung.
- Die Kühlung durch flüssiges Natrium hat Korrosion
an der Hüllrohraußenseite zur Folge.
- An der Hüllrohrinnenseite finden chemische Reaktio-
nen zwischen dem Hüllmaterial einerseits und dem
Brennstoff oder Spaltprodukten andererseits statt.
- Unter den im Reaktor herrschenden Temperaturen
kommt es schon unterhalb der Fließgrenze zu irre-
versiblen Formänderungen, verursacht durch thermi-
sches Kriechen.
Bei der mechanischen Auslegung des Hüllrohrs muß dieser
gesamte Belastungskomplex berücksichtigt werden. Es muß
nachgewiesen werden, daß dabei die Hülle intakt bleibt.
Darüber hinaus muß auch noch die Formbeständigkeit der
Hülle gewährleistet sein, da sonst die Gefahr von lokalen
Uberhitzungen infolge Kühlkanalverengungen besteht. Aus
diesen Gründen wird in der derzeitigen Situation die
bleibende Verformung als Auslegungskriterium herangezo-
gen (vgl. Seehafer /4/).
Diese irreversible Verformung ist unter Reaktorbedingun-
gen im Wesentlichen auf Kriechprozesse zurückzuführen.
Nach Seehafer /4/ wird aus 'in-pile'-Versuchen, bei denen
die SNR-Verhältnisse möglichst umfassend simuliert wer-
den, zu verschiedenen Spannungen im Hüllrohr die Stand-
zeit und die minimale Bruchdehnung Emin von Hüllrohrpro-
ben gemessen. Die zulässige bleibende Hüllrohrdehnung
E I wird dann durch einen Sicherheitsfaktor S definiert:
zu
( 1 • 1)
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Zur Zeit läßt man eine Hüllrohrdehnung E~ •• , =
~U~
% zu.
Mit Hilfe von Brennstabauslegungscodes (vgl. z. B. LIFE
11 /5/, IAMBUS-1 /6/) wird für verschiedene Betriebszu-
st~nde des Reaktors die bleibende Dehnung berechnet und
mit dem Auslegungswert E 1 verglichen. In diese Ausle-
zu
gungscodes gehen Kriechmodelle ein, die d Abhängigkeit
der Kriechgeschwindigkeit von der im Hüllrohr herrschen-
den Spannungsverteilung auf der Basis von phänomenologi-
schen Kriechgesetzen ermitteln. Diese Kriechgesetze ent-
halten Parameter, die abhängig sind vom Spannungsbereich,
von deF Temperatur, von der Zusammensetzung und vom Zu-
stand des Hüllmaterials.
Auf Grund mangelnder Reproduzierbarkeit und ungenügend
entwickelter Meßtechnik ist es im allgemeinen nicht mög-
lich, Kriechparameter aus 'in-pile'-Versuchen zu bestim-
men. Man greift daher auf Kriechparameter zurück, die
aus 'out-of-pile'-Versuchen ermittelt wurden (vgl. See-
hafer /4/). Hierunter versteht man Experimente, bei de-
nen die Belastung und die Temperatur der Hülle der SNR-
Brennstäbe simuliert, der Bestrahlungseinfluß jedoch ver-
nachlässigt wird.
Zur Messung von Kriechparametern in 'out-of-pile'-Versu-
chen ist es notwendig, den Verformungsvorgang der Rohr-
probe kontinuierlich zu erfassen. Die Problematik der
kontinuierlichen Messung der Rohrdehnung wird in dieser
Arbeit behandelt, und es wird ein Verfahren entwickelt,
das die kontinuierliche Messung in 'out-of-pile'~~ersu­
chen ermöglicht.
Zur Zeit ist es allgemein üblich, Kriechparameter aus
Rohrinnendruckversuchen zu bestimmen. Dies entspricht
auch der normalen Belastung der Brennstabhüllrohre des
SNR durch den Spaltgasdruck von innen auf Zug. Infolge
der hohen radialen Temperaturdifferenz von etwa 50 Grad
entstehen so hohe thermische Spannungen in der Rohrwand,
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daß an der Innenfaser des Hüllrohres Druck herrschen kann
(vgl. Smidt /1/). Das Phänomen, daß bei allgemeiner Zug-
belastung bereichsweise das Hüllrohr auf Druck t
wird, tritt auch bei der Einleitung lokaler Belas
auf (Endstopfen des Hüllrohrs, Abstandshalter, Brennstoff-
bruchstücke) • Für den Fall des Endstopfens wird dies in
dieser Arbeit nachgewiesen.
Eine Untersuchung des Hüllrohrmaterials auf Druck ist
den SNR also ebenso sinnvoll wie für Reaktortypen (Druck-
wasserreaktor, gas- oder dampfgekühlter schneller Brutre-
aktor), bei denen die Belastung in der Hauptsache durch
das Kühlmittel von außen erfolgt.
Im allgemeinen wird der Ansatz gemacht, daß beim "bergang
von Zug- auf Druckbelastung das Kriechgesetz und die
Kriechparameter unverändert bleiben und nur das Vorzei-
chen der Kriechgeschwindigkeit wechselt. Um diese Hypo-
these überprüfen zu können, wurde das im Rahmen dieser
Arbeit entwickelte Meßverfahren so ausgelegt, daß es so-
wohl bei Rohrinnendruck- als auch bei Rohraußendruck-Ex-
perimenten arbeitet.
Zwei weitere Aspekte zur Messung von Kriechparametern,
die in Brennstabauslegungsrechnungen Anwendung finden,
sollen hier noch angeführt werden:
In der Regel werden Kriechparameter unter stationären Be-
dingungen gemessen. Erst in jüngster Zeit werden auch
Kriechexperimente unter nicht konstanter Last durchge-
führt (vgl. Schäfer /7/). Die Anwendung in Auslegungs-
rechnungen erfolgt aber unter den wechselnden Belastun-
gen im Reaktor.
Deshalb wurde das in dieser Arbeit entwickelte Meßverfah-
ren so ausgelegt, daß keine Beschränkungen hinsichtlich
des zeitlichen Ablaufs der Belastung bestehen. Die Test-
messunqen, die die Funktion des Verfahrens nachweisen,
wurden zwar unter konstanten Bedingungen durchge
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Grund dafür war jedoch nur die Möglichkeit des Vergleichs
mit anderen Meßverfahren.
Der zweite Aspekt betrifft die Angabe der Genauigkeit von
Kriechparametern. Deswegen wird in dieser Arbeit sowohl
die Genauigkeit der kontinuierlichen Dehnungsmessung als
auch die Genauigkeit der sich daraus ergebenden Kriechpa-
rameter diskutiert. Als Beispiel dafür, welchen entschei-
denden Einfluß die Genauigkeit der zugrundegelegten
Kriechparameter auf die Genauigkeit der daraus berechne-
ten Kriechgeschwindigkeiten und Standzeiten hat, sollen
hier zwei Arbeiten zitiert werden:
Laßmann /8/ hat Standzeiten von Hüllrohren unter Außen-
druck und isothermen Bedingungen herechnet. Er hat ge-
zeigt, daß Werkstoffunsicherheiten die Standzeit bis um
einen Faktor 10 verfälschen können.
Fabian /9/ hat nachgewiesen, daß schon kleine Werkstoff-
unsicherheiten Voraussagen der Kriechgeschwindigkeit und
der Standzeit von Hüllrohren unter den transienten Ver-
hältnissen des Kühlmittelverlustunfalls bei Leichtwasser-
reaktoren sehr erschweren.
Zur quantitativen Auswertung wird in dieser Arbeit ein
theoretisches Modell entwickelt, das auf den Annahmen der
technischen Schalentheorie basiert (vgl. Klingbeil /10/).
Es beschreibt die Druck- und Temperaturabhängigkeit der
Kriechgeschwindigkeit in einer Schale in allgemeiner Form.
Zugrunde liegt das Kriechgesetz von Norton /11/.
Zur Anwendung auf die Auswertung von Innen- oder Außen-
druckversuchen an Hüllrohrproben, bei denen der ebene
Verzerrungszustand sehr gut erfüllt ist, wird das Scha-
lenmodell spezialisiert auf die unendlich-lange ndri-
sche Schale, die den Sonderfall der unendlich-langen
kreiszylindrischen Schale enthält.
Es ist daneben auch die Speziali beliebig an-
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d~rs g~formt~ Schal~n möglich. In ~in~r v~rgl~ich~nd~n
Studi~, in d~r axial~ Effekt~ im Hüllrohr untersucht wur-
den , wurde das Schalenmodieil zum BeLapLe L auf endli
lange kreiszylindrisch~ Schal~ angew~ndet an et ale
/12/).
Di~ Sp~zialisi~rung auf di~ un~ndlich-Iang~ zylindrische
Schal~ hat di~ günstige Konsequ~nz, daß sich dabei sowohl
di~ Schnittkräft~ und -mom~nt~ als auch die Kriechge-
schwindigkeit~n in ~iner g~schloss~n~n Form erg~ben. D~r
\Tort~il dies~r g~schloss~n~n Form b~sond~rs g~g~nüb~r nu-
m~risch~n V~rfahr~n, z~igt sich b~i d~r Auswertung d~r
kontinui~rlich~nDehnungsmessung nach dem in dieser Ar-
beit entwickelt~n Verfahren:
Nach ein~r zeitlich~n Int~gration der Kriechgeschwindig-
k~iten liegt der z~itliche V~rlauf d~r Verformung des
Hüllrohrquerschnitts geschlossen in Abhängigk~it von den
Kriechparametern des Norton'schen G~s~tzes vor. Ein~ An-
passung dieses th~oretisch~n V~rlaufs an d~n kontinui~r­
lieh qem~ss~nen zeitlichen Verlauf d~r Hüllrohrgeom~tri~
nach der Gauß'sch~n M~thod~ der kl~insten Fehl~rquadrat~,
di~ di~ g~schloss~n~ Form vorauss~tzt, ermöglicht schon
di~ Angabe von Kri~chparamet~rn aus jed~r einz~lnen g~­
m~ss~n~n Kri~chkurve. Das in d~r Lit~ratur übliche Ver-
fahr~n zur Kriechparam~termessunggeht von der charakt~­
ristisch~n Spannungsabhängigkeit der Kriechg~schwindig­
k~it aus. Dabei sind zur Kriechparam~t~rb~stimmunqm~h­
rer~, unt~r v~rschi~d~ner Druckbelastung g~wonn~ne
Kri~chkurven notw~ndig (vgl. Schäf~r /13/, Böhm /14/).
Der Formalismus der Ausgl~ichsrechnung nach der GaußIschen
Method~ lief~rt auß~rdem noch di~ V~rtrau~nsgrenz~n d~r
Kri~chparameter. Auf di~ B~deutung F~hl~r von Kriech-
param~tern für Auslegungsr~chnungenvon Br~nnstabhüllroh­
ren wurde b~r~its hingewiesen.
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2. Schalenmodell
Ziel dieses Kapitels ist es, ein Modell zu entwickeln,
das die Kriecheigenschaften eines Brennstabhüllrohres un-
ter den Druck- und Temperaturbedingungen beschreibt, die
in einem schnellen natriumgekühlten Brutreaktor herrschen.
Die wesentlichen Annahmen, die dem Schalenmodell zugrunde
liegen, sind
- Linearisierung der Spannungen und der Verzerrungen
über die Schalenwand,
Behandlung des Brennstabhüllrohres als eine unend-
lich lang ausgedehnte zylindrische Schale,
- Idealisierung des Rohrquerschnitts zu einer doppelt-
symmetrischen ovalen Kontur und
- Beschränkung auf kreisförmige oder nur schwach ova-
le Konturen.
Als Ergebnis dieses Schalenmodells liegt ein Satz von
Gleichungen vor, der für isotherme Verhältnisse sowohl
für Innendruck als auch für Außendruckbelastunq den zeit-
lichen Verlauf des Verformungsvorgangs einer Rohrprobe in
analytischer Form beschreibt.
2.1 Theorie für das Kriechen von Schalen
In diesem Abschnitt wird eine Theorie für das Kriechen
von Schalen entwickelt, die als Ergebnis die Gleichge-
wichtsbedingungen für die Schnittgrößen Schale, die
Kriechgesetze der Schale (d. h. die Abhängigkeit der Ver-
zerrungsgeschwindigkeit von den Schnittgrößen) und die
Verschiebungsgeschwindigkeits-Verzerrungsgeschwindigkeits-
Beziehungen der Schale enthält.
Diese Gleichungen bilden ein System partieller Differen-
tialgleichungen, das das Problem des Kriechens von Scha-
len vollständig beschreibt.
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2.1.1 Tensorielle Formulierunq der Kontinu~~smechanik
Die Schalentheorie wird im Folgenden im Calcul der Ten-
sorrechnung entwickelt. Dazu werden hier summarisch die
Grundlagen zusammengestellt. Für eine genaue Ableitung
der tensoriellen Behandlung der Kontinuumsmechanik wird
auf Lehrbücher verwiesen (vgl. Klingbeil /10/, Green,
Zerna /15/).
- --iEs sei r der Ortsvektor, gi und q die ko- bzw. kontra-
varianten Basisvektoren in dem krummlinigen Referenzkoor-
dinatensystem ei (i = 1,2,3) im unverformten Kontinuum.
Die kovariante Basis berechnet sich aus
- (2.1.1.1)
Das Komma soll partielle Differentiation andeuten. Die
kontravariante Basis ergibt sich aus
-g • -gj = cf. ji 1 (2.1.1.2)
Der Metriktensor wird durch Skalarprodukte von Basisvek-
toren gebildet




-jg = g g
Auf Grund einer Krafteinwirkung erleidet jeder Massen-
punkt eine Verschiebung




Der daraus resultierende Verzerrungstensor ist
1
'2






~ (uil j + ujl i + Uk\i Uk 1j)
Bei genügend kleinen Verschiebungen sind die jeweils letz-
ten Terme in (2.1. 1. 5) vernachlässigbar :
={
1 (gi ... ... u, .)
'2 . u, . + g. •J J 1.
Yij (2.1.1.5)'
1 (u. I . + u j li) •'2 1. J
Der senkrechte Strich in (2.1.1.5) und (2.1.1.5)' soll
kovariante Differentiation andeuten.
Bei der Behandlung von Kriechprozessen wird der Tensor
der Verzerrungsqeschwindigkeit gebraucht. Differentia-
tion von (2.1.1.5)' nach der Zeit ergibt
... .:. ..... ..:..(g ·u,.+g. ·u,.)i J J 1.
(2.1.1.6)
Schneidet man das verformte Kontinuum längs einer Fläche
auf, die durch den Normaleneinheitsvektor
(2.1.1.7)
charakterisiert werden soll, dann wirkt der Spannungsvek-
-tor t auf der Schnittfläche





't ~ sind dahei die kontravarianten Komponenten des Span-
nunqstensors. Zur Unterscheidung von den Basisvektoren
_ -i
gi und 9 im unverformten System werden hier im verform-
- -iten System die Basisvektoren mit Gi und G bezeichnet. In
-einem Kontinuum, in dem die Volumenkraft P wirkt, unter-
liegt der Spannungstensor folgenden Gleichqewichtsbedin-
gungen:
iJ' J'i
l' = l' (Symmetrie) (2.1.1.9)
-i
-IGT 'i + P = 0 ,
-i 1'ij IG - - -mit T = G. , G = det(G. . G .) (2.1.1.10)) 1 )
't
i j
1I i + p
j
= 0 .
Der senkrechte Doppelstrich in (2.1.1.10) soll kovariante
Differentiation im verformten Kontinuum andeuten.
-Bei genügend kleinen Verschiebungen u können die Gleich-
gewichtsbedingungen am unverformten Kontinuum aufgestellt
werden. In (2.1.1.7), (2.1.1.8) und (2.1.1.10) sind dabei
die Basisvektoren im unverformten System einzusetzen, in






n = n gi = n, q1
-
i'
-t = 't ) n i g.)
-i
-T 'i + P ;g = 0 ,
(2.1.1.7)1
(2.1.1.8)1
- - -9 j , 9 = de t (g j' 9 j)' ( 2 • 1 • 1 . 10) I
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2.1.2 Kriechgesetz
In dieser Arbeit wird vorausgesetzt, daß das Norton'sche
Kriechgesetz gilt. Es beruht auf der Erfahrung, daß bei
Kriechexperimenten im einaxialen Spannungs zustand die
Verzerrungsgeschwindigkeit E von der n-ten Potenz der
Spannung cr abhängt (vgl. Norton /11/, Odqvist /16/, Ra-
botnov /17 j) •
• n
E: = k cr (2.1.2.1)
Dieser Ansatz gilt im weiten Rahmen für das Sekundärkrie-
chen bei vielen metallischen Werkstoffen.
Um dieses Kriechgesetz auch auf mehraxiale Spannungs zu-
stände ausrlehnen zu können, müssen zusätzliche Annahmen
gemacht werden, die allerdings in hohem Maße spekulativ
sein müssen, da experimentelle Grundlagen fehlen. In die-
ser Arbeit soll den Annahmen von Odqvist (vgl. /16/, In-
variantentheorie) gefolgt werden. Es soll gelten:




i'g ) y. - 0ij - . (2.1.2.2)
2. Ein überlagerter hydrostatischer Druck beeinflußt nicht
die Kriechgeschwindigkeit, die damit nicht von dem
Spannungs tensor Ti" sondern vom Spannungsdeviator T..) 0 l)
abhängt:
(2.1.2.3)
3. Die Abhängigkeit der Kriechgeschwindigkeit vom Span-




4. Der Proportionalitätsfaktor f hängt ausschließlich von
der zweiten Invariante I 2 des Spannungsdeviators ab:
'k 1iI 2 =
gJ g 1:, ' o't: k 10 1)
.
f (I 2)· "C.,Yi j = .o 1J
(2.1.2.5)
(2.1.2.6)
Fordert man, daß flir den Spezialfall des einaxialen Span-





das Kriechgesetz für den mehraxialen Spannungs zustand.
Das Kriechqesetz läßt sich auch umkehren. Bezeichnet J 2
die zweite Invariante des Verzerrungsgeschwindigkeitsten-
.
sors Yij :
'k 1iJ 2 =
gJ g y .. Yk 11J
dann gilt
1 n-1




Das Kriechqesetz (2.1.2.7) läßt sich aus einem Potential






T i j .
Bildet man
(2.1.2.11)
so erkennt man, daß auch die Umkehrung des Kriechgesetzes




ij awe (2.1.2.12)OT = aYi j .
Die Potentiö.le \v und W lauten:
s e
n+1
N k (l 1 2 ) 2 (2.1.2.13)= n+1s 2
1 n+1
- 2ilN n k n (1 J 2) (2.1.2.14)= n+1e 3
2.1.3 Variationsprinzipien
Einige Variationsprinzipien für den kriechenden Körper
hat Malmberg zusammengestellt /18/. An dieser Stelle sol-
len zwei Prinzipien anschaulich hergeleitet werden, nach
einer Methone, die Klingbeil für die Elastizitätstheorie
angibt /10/.
Diese formale Behandlung der stationären Verzerrungsge-
schwindigkeit beim Kriechen analog der statischen elasti-
schen Verzerrung nennt Odqvist /16/ die HoffIsche Analo-
qie. Sie findet in der Kriechmechanik allgemeine Anwen-
dung.
An jedem Volumenelement dV des Kontinuums wird eine vir-
-tuelle Verschiebungsgeschwindigkeit öv angebracht. Dabei
-wird gegen die äußeren Kräfte, die Volumenkraft P und
die Flächenlast ~ auf die Begrenzungsfläche, folgende
virtuelle Leistung öN aufgebracht.
oN = Jf f P 0-; dV + Jf
v 0v
- -q ov dF • (2.1.3.1)
Der erste Term in (2.1.3.1) läßt sich mit der Gleichge-








-' -.:: T'. I.,
I , + -' -T' äv,I I (2.1.3.3)
(2.1.3.4)
(2.1.3.5)
r rrr f i J'- de'f Je2 d6laN :: )Jj ClV); (;f
v
-li! (f i ({;) , de'f d~lde] +IIC( r: elF.
JI aV v
Der zweite Summand in (2.1.3.4) wird nach dem Gauß'schen
Integralsatz in ein Oberflächenintegral umgewandelt:
J/! (T'- J7)ji «e' d(i de' • I! t d; cl':
V ~
und tilgt sich gegen den letzten Term in (2.1.3.4) wegen
- -der Randbedingung t = q •
Es ergibt sich




rfN .. 11fT ij 0' V"fj d V. (2 • 1. 3 • 7)
V
Wegen Symmetrie des Spannungstensors (vgl. (2.1.1.8»
kann man schreiben
cfN .. JIf T ij di j j ci V. (2 • 1. 3 • 8 )
V
Um das Problem des kriechenden Kontinuums als Variations-
problem lösen zu können, muß gezeigt werden, daß oN wirk-




Mit (2.1.2.12), (2.1.3.8) und (2.1.3.9) ergibt sich
(2.1.3.10)
und damit, daß oN eine Variation ist. Man bezeichnet
Jr,. = 1JJ v, ciV
V
(2.1.3.11)
als innere Verformungsleistung. Liegt ein konservatives
System vor, dann lassen sich auch die äußeren Kräfte aus
einem Potential herleiten
oN = - oVa. . (2.1.3.12)
Aus (2.1.3.10), (2.1.3.11) und (2.1.3.12) folgt
(2.1.3.13)
Die Variation der Verformungsleistung ~ gegen innere und
äußere Kräfte ist Null. Die Verzerrungsgeschwindigkeiten
nehmen die Größe an, bei der die Gesamtverformungslei-
stung ihr Minimum hat.
Mit (2.1.3.13) steht ein Variationsprinzip zur Behandlung
des kriechenden Kontinuums zur Verfügung.
Die Verformungsleistung ~ enthält als Variable nur die
Verschiebungsgeschwindigkeitskomponenten und wird deswe-
gen bezüglich der Verschiebungsgeschwindigkeiten variiert.
Nach Malmberg /18/ ist für die praktische Verwendbarkeit
ein anderes Variationsprinzip geeigneter. Setzt man





7{ :x f ff [ 1: ij rij - ~s]




Das Variationsprinzip (2.1.3.15) ist in dieser Arbeit
Grundlage der weiteren Entwicklung der Theorie des Krie-
chens von Schalen. Die Variation geschieht bezüglich der
Verschiebungsgeschwindigkeiten und der Spannungen.
2.1.4 Annahmen der Schalentheorie
Das Variationsprinzip (2.1.3.15) wird in diesem Abschnitt
auf Schalen spezialisiert. Die Bezeichnung der Schalen-
größen wird von Klingheil übernommen /10/.
Die Koordinaten der Schalenmittelfläche sind {eI, e 2 } .
Zunächst werden die geometrischen Größen des Schalenrau-
mes auf die geometrischen Größen der Schalenmittelfläche
zurückgeführt.
Der Ortsvektor zur Schalenmittelfläche ist L r (eI, 8 2 ) ,
wohei L eine charakteristische Länge ist, die den Orts-
vektor dimensionslos macht.
Senkrecht auf der Schalenmittelfläche steht der Einheits-
vektor a3 (eI, e 2). Der Abstand eines Schalenpunktes von
der Mittelfläche ist x 3• Der Ortsvektor eines Punktes im
Schalenraum ist dann
_ _ _ _ x
3
_
R = L r + x 3 a 3 = L (r + L a 3) (2.1.4.1)
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Die dritte Koordinate wird
(2.1.4.2)
wobei h die Wandstärke der Schale ist. Die dimensionslose
Wandstärke, bezogen auf die charakteristische Länge L,
ist
hA = E
Dami t wird (2. 1. 4. 1) zu
(2.1.4.3)
(2.1.4.4)
-Auf Grund der Gleichung (2.1.4.4) wird die Basis gi des
-Schalenraumes auf die Basis a i der Schalenmittelfläche
{~~ -9 =J (2.1.4.5)
und der Metriktensor des Schalenraums auf den Metrikten-
sor der Schalenmittelfläche zurückgeführt:
-~ ",1.




Hierbei sind aaß' aaS die Komponenten des Metriktensors
der Schalenmittelfläche, baß' haß, baß die Komponenten
des Krümmungstensors der Schalenmittelfläche. Eine Her-
leitung von (2.1.4.5) und (2.1.4.6) gibt Klingbeil /10/.
-Für den Verschiehungsgeschwindigkeitsvektor v wird, wie
in der Schalentheorie üblich, angesetzt:
v:- L [ (Vo( + Ae IN..:) er 0( + W Ci 3 ] • (2.1.4.7)
Nach (2.1.1.6) folgt für den Verzerrungsgeschwindigkeits-
tensor:
= {
+ Ae [ WtY." - 1(b: V~/~ +1>; VQd~) - b~ bil{J IN]
- 1tel (b: WIJIÄ + b; Wod~) }
(2.1.4.8)
• o .








Zur Spezialisierung des Variationsprinzips (2.1.3.15) auf
Schalen ist zusätzlich ein Ansatz für die Spannungen nö-
tig. In dieser Arbeit sollen die Spannungen aus den
Schnittkräften und Schnittmomenten der Schale abgeleitet
werden.
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Dabei berechnen sich der Normalkrafttensor naß, der Quer-
kraftvektor qa und der Momententensor maß nach folgenden
Gleichungen:
+1
h(f;ß = jy.~ (-r«~ - AG b; r~(l) de,
_.1
L +t
tri o(~ =JY;. ("t«,I - Ae b~ -r:i\ß) Ae d e }
q« ~Jh 1:"3 rtG.
-i: (2 • 1 • 4 • 1 3 )
Die Spannungen Ta ß und Ta 3 sind nun wie die geometrischen-





Ao(~o + ir:! Arxß2 +- .....
(2.1.4.14)
Bei Vorgabe von naß, maß und qa sind von den Koeffizien-
ten der Potenzreihe nur A~ß, A~ß und B~ß zu berechnen.
Dies bedeutet eine lineare Verteilung der Normalspannun-
gen ~~~ und eine konstante Verteilung der Schubspan-
nungen ~~3 über die Schalenwand.
Die Spannungen ~~1 lassen sich nicht durch Schalenschnitt-
größen ausdrücken. Sie werden hier Null gesetzt, da der
(2.1.4.14)
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Verschiebunqsansatz (2.1.4.7) auch keine Verzerrunqsge-
schwindigkeiten Y33 zuläßt:
T 3 3 = 0 •
Eine andere mögliche Verteilung der Normalspannungen ist
durch das Sandwichmodell gegeben (vgl. Hoff /19/, Laßmann
/8/, Malmberg /18/). Hierbei werden die Normalspannungen
in zwei Stufen, also quasilinear, über die Schalenwand
verteilt.
Mit den geometrischen Beziehungen (2.1.4.6), dem Verzer-
rungsgeschwindigkeitstensor (2.1.4.8) und dem Spannungs-
tensor (2.1.4.14) wird das Variationsprinzip (2.1.3.15)
nun für Schalenverhältnisse spezialisiert. Dabei sollen
als äußere Kräfte nur Druckbelastungen auf die Mantelflä-
che zugelassen werden. Vereinfachend wird angenommen, daß
-die Flächenbelastung q infolge eines hydrostatischen
Druckes p an der Mittelfläche der Schale angreift:
- 1 -q = T P a 3 •
Das Potential dieser äußeren Flächenlast ist
7rQ. :: - JJ Ci -; ci F =11r w d F
F F




Die innere Verformunqsleistung stellt sich als Volumenin-
tegral dar. Nach (2.1.3.15) gilt
Ti; = JJJ [ -c ij ~ij - v, ] rl V.
V
Der Integrand dieses Volumenintegrals läßt sich mit
(2.1.4.6), (2.1.4.8) und (2.1.4.14) als Potenzreihe von
AB darstellen. Es ist das Wesen der Schalentheorie, aus
einem dreidimensionalen Problem durch Inteoration über die
Wandstärke ein zweidimensionales Problem zu machen. Diese
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Inteqration über die Wandstärke und damit hinsichtlich 8
läßt sich nun ausführen. Wegen
d V ::: V9 d e" d r:l d e )
dF ::: (Q de"deJ.
gilt
dv :: 1* cie ci. F .
Damit wird (2.1.4.17) zu
+i.






Das Integral über e stellt sich als Integral über eine
Potenzreihe von Ae dar und wird ausgeführt:
4- (l.)/~(I (i)+ ~e r +- -l(?} 11"") d()
-± c.) Al (.1) ~t (If) (2.1.4.21)
= I -r 12 I + 80 I + ....
An dieser Stelle werden zu den Annahmen in den Ansätzen
für die Verschiebungsgeschwindigkeiten und für die Span-
nungen drei weitere Annahmen gemacht, die zur endgültigen
Formulierung eines Variationsprinzips für das Kriechen
von Schalen fUhren. Diese Annahmen stimmen mi t d errj errdq en
überein, die Klingbeil /10/ für elastische Schalen trifft.
(I) Die Schalendicke ist so klein, daß Glieder mit ~~
unterdrückt werden können. Daraus folgt für die
innere Verformungs leistung :
(o) ~z. (,L»)
7ri :: JJ ( I + - I clF
J:" -12.
(11 ) Die Krümmung der Schale ist so schwach, daß der
. (2.}
Krümmungstensor in I vernachlässigt und damit
gleich Null gesetzt werden kann.
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.(111) Die Schubverzerrungen Ya3 werden vernachlässigt.
Diese Annahme führt wegen (2.1.4.8) zu den Ver-
träqlichkeitsbedingungen
w + wl + b A v, = 0 •a a a 1\ (2.1.4.23)
Damit werden gleichzeitig die Schubspannungen T a 3
vernachlässigt.
Die Annahme (lI) findet nicht nur bei der Berechnung der
inneren Verformungsleistung, sondern auch bei der Berech-
nung der Schnittgrößen aus den Spannungen nach (2.1.4.13),
(2.1.4.14) Anwendung. Es ergibt sich hier als Resultat
für die Normalspannungen:
(2.1.4.24)
Für die innere Verformungsleistung ergibt sich:
Dabei wurde der Tensor
(2.1.4.26)
als Abkürzung eingeführt.
Das Variationsprinzip (2.1.3.15) führt damit für Schalen
auf ein Variationsproblem der Form:
11 L ( n ol.ß rno{ß V \AI w) dF = MtnI ) otJ Qt J (2.1.4.27)
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Die Verschiebunqsqeschwindiqkeitskom-p-onenten v , wund w
.. - ~ . a a
sind nicht voneinander unabhängig, sondern durch die Ver-
träglichkeitsbedingungen (2.1.4.23) miteinander verknüpft.
Diese Nebenbedingungen werden nach der Methode der Lagran-
ge-Multiplikatoren berücksichtigt. Hierbei werden die Ne-
benbedingunqen (2.1.4.23) mit geeigneten Multiplikatoren
Aa in die Lagrange-Funktion L, den Integranden der Ver-







{ (X"~rö h "'~ ",yö) 2
t'l-3
h+1 -12. (X OL~ '10) T
+ 2.. Al. 0(.(1 '(cf' n n
.[(X<~rÖ h""h'ÖXX"Prö m~~m14) t (h-~)(X"~!6 ""pm,-j]J
-pw + ACX(w~+wlaL+b:v?\)
und das Variationsprinzip:




Aa und der Verschie-
v , wund w.
a a
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2.i.5 Grundqleichunqen des Kriechens von Schalen
Die Grundgleichungen für das Kriechen von Schalen sind die
Euler-Lagrange'schen Differentialgleichungen des Varia-
tionsproblems (2.1.4.29). Die Variationsgleichungen be-
züglich der Verschiebungsgeschwindigkeitskomponenten lau-
ten:
( ~V~I~t aL !~, bE ~-: h «: ,>A. ::: 0) (2.1.5.1)dVt
(~~,J~ "L h'/""11- - AE 0, (2.1.5.2)-::: =~WE
(:~JI~ - aL ~I (~b: A ~ + n ({j. T- P :8 O. (2 • 1 • 5 . 3 )OW
Die Gleichungen (2.1.5.1), (2.1.5.2), (2.1.5.3) sind die
Gleichgewichtsbedingungen für die Schnittgrößen der Scha-
le. Die Lagrange-Multiplikatoren Aa spielen die Rolle der
wegen Annahme (III) vernachlässigten Querkräfte. Die Va-
riation bezüglich der Lagrange-Multiplikatoren ergibt die
schon bekannten Verträglichkeitsbedingungen:
( eiL ) dL ~_ I + ..:\ € = Wtt-W/E:+bEV.i\:O. (2.1.5.4)OA~l8- ~ oA
Die Variation bezüglich nE~ und mE~ ergibt die Kriechge-
setze der Schale:
- 25 -
Durch die Gleichunqen (2.1.5.1) bis (2.1.5.6) wird das
Kriechen von Schalen vollständig beschrieben.
2.2 Kriechverhalten unendlich-langer zylindrischer
Rohre nach der Schalentheorie
In diesem Abschnitt werden die Ergebnisse der Theorie für
das Kriechen von Schalen auf die spezielle Geometrie des
unendlich-langen zylindrischen Rohres angewendet.
Als Belastung wird Innen- bzw. Außendruck auf die Mantel-
fläche des Rohres angenommen.
Es wird die Annahme gemacht, daß der Rohrquerschnitt dop-
pelte SYmmetrie (Fig. 2.1) hat. Damit ist der Spezialfall
des kreiszylindrischen Rohres in der Untersuchung enthal-
ten, sie läßt darüber hinaus aber Abweichungen von der
Kreiszylinderform zu.
Das Problem der kriechenden Zylinderschale, speziell in
der Anwendung auf das Brennstabhüllrohr, wird in verschie-
denen Arheiten behandelt.
Von den Autoren, die das rotationssymmetrische Rohr unter
Innendruckbelastung behandeln, sollen hier Guyette /20/
und Laßmann /8/ genannt werden. Sie berechnen das Rohr
nicht als Schale, wie es in dieser Arbeit geschieht, son-
dern gehen vom dreidimensionalen Kontinuum in Zylinderko-
ordinaten aus, vernachlässigen die axiale und azimutale
Abh~ngigkeit und berechnen numerisch den radialen Verlauf
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von Spannungen und Verschiebungen.
Unter Außendruckbelastung wird die Zylinderschale von
mehreren Autoren als Sandwich-Modell behandelt: Hoff /19
kommt zu einer geschlossenen Darstellung des zeitlichen
Ovalitätsverlaufs, allerdings unter der Voraussetzung
ganzzahliger Kriechexponenten. Laßmann /8/ setzt den
Rohrquerschnitt aus einer Anzahl finiter Sandwich-Elemen-
te zusammen und kommt so zu einer numeris Lösung.
Malmberg /18/ geht von Variationsprinzipien für die
nichtelastische bzw. elastische, kriechende Schale aus,
die er nach dem Ritz'schen Verfahren auswertet. Dabei be-
handelt er einerseits die Sandwich-Schale, andererseits
die Vollwandschale ohne die einschränkende Annahme der
linearen Spannungsverteilung in der Schalenwand.
In dieser Arbeit wird ausgenutzt, daß die aus dem Varia-
tionsprinzip (2.1.4.28), (2.1.4.29) hervorgegangenen Dif-
ferentialgleichungen (2.1.5.1) bis (2.1.5.6), speziali-
siert auf die doppelt symmetrische, unendlich lange Zy-
linderschale, vollständig lösbar sind. Dabei wird die Zy-
linderschale unter Innendruckbelastung und Außendruckbe-
lastung formal gemeinsam behandelt: sign(p) = +1 bedeutet
Innendruck, sign(p) = -1 Außendruck.
2.2.1 Formulierung der Schalengleichungen für den unend-
lich-langen Zylinder
Bezeichnet r den Abstand eines Zylinderflächenpunktes von
der Zylinderachse und ~ den Umfangswinkel, dann ist durch
Vorgabe von r(~) die Zylinderform vorgegeben (Fig. 2.1).





Der Ortsvektor zur Schalenmittelfläche ist dann:
r;" ~ (r ces I(> eil t r Sin ff t1. t ~ ~). (2. 2 • 1 • 2 )
Bezeichnet ein Strich die Ableitung nach ~, dann lauten
die Basisvektoren der Schalenmittelfläche nach (2.1.1.1):
{ ~ =
a ::t




Der Metriktensor lautet nach (2.1.1.3):
Zl.
1\\' -[3.











Dabei wurde als Abkürzung eingeführt:
2 2 I 2
z = r + r (2.2.1.5)
Geometrisch bedeutet z den Normalenabschnitt der Schalen-
mittelfläche (Fig. 2.1, vgl. Bronstein /21/).













Dabei bezeichnet p den Krümmungsradius der Zylinderfläche
in einem Schnitt ~ = const. nie Christoffelsymbole (vgl.
Klingbeil /10/), die gebraucht werden, um die kovariante




Für die tensoriellen Komponenten der Verschiebungs ge-














m U :: L M~ .





Al :: t: Q~ .
Wegen (2.1.4.12) und (2.1.4.13) gilt:
m+f :: ...E.. MIpJ
Zl.
Für den Druck ergibt sich nach (2.1.4.15):
p = L P (2.2.1.11)
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Die physikalischen Verschiebunqsgeschwindigkeitskomponen-
ten lauten nach (2.1.4.7):
Vi Z. Vt " }:: --,L
V1




- Wep It: (2.2.1.12)
W.1
1 W~ I:: -t:
w 1 V" .:: L








gung der Tatsache, daß Ableitungen nach der axialen Ko-
ordinate ~ verschwinden:
2,2-
()( A -1 = ""=7'L
cL 1.1 :: 0 I
Z. I
W >11 :: - W"L
.., , (2.2.1.14)
W-41 :: W l,1 :: - vI~2..[
Wl.2. :: O.
Aus der Tatsache, daß a 22 = w22 = 0 (ebener Verzerrungs-







{ Cl •• n
Zl -1 11
::::
- Q11 n ,1..
12 1 Cl m 11
(2.2.1.16)
Qu m = -2.. 11





'= - M cp •2.
Die axiale Schnittkraft des zylindrischen Rohres ist ge-
rade halb so groß wie die Umfangsschnittkraft. Dieses Er-
gebnis deckt sich gerade mit den experimentellen Gegeben-
heiten hei Versuchen mit Rohrproben unter nruckbelastung.
Denn hier herrscht wegen Druckbelastun~ auf den Endstop-
fen der Rohrprobe auch gerade dieselbe Relation zwischen
der axialen und der azimutalen Schnittkraft. Experimente
lT'it endlich langen Rohrproben unter Druckbelastung sind
also auswertbar nach dieser theoretischen Untersuchung
unendlich langer Rohre, da in beiden Fällen von gleichen
Belastungssystemen ausgegangen wird.
Berücksichtigt man noch, daß im vorliegenden Fall die Ko-
ordinatenlinien mit der Hauptkrümmungs- und den Haupt-
spannungslinien übereinstimmen, und daß damit gilt:
= MIf~ :::: 0 J (2.2.1.18)
dann ergibt sich:
04.(/ ~r:I 3 .z.
Xol~li cf n n :: - Ntp I4
X Ot~rcJ ot,(l r tS 3 (!:ftm m Ir 4 (2.2.1.19)








3 2..1 M., (2.2. 1 .20)
- -4 [} t
Damit stehen alle GröBen zur Verfügung, die gebraucht
werden, um die Gleichungen für das Kriechen von Schalen
für die unendlich-lange zylindrische Schale zu formulie-
ren.
Die Gleichgewichtsbedingungen (2.1.5.1) bis (2.1.5.3) er-
geben:
N' z, 0" 0)+ ::lp ~
M~ z Qtp = OJ





Die Kriechgesetze (2.1.5.5) und (2.1.5.6) ergeben:
I !l:t! [ foJ 11 JN /"-2/M,2}~!' T t : Sign (N,) (f) ~ k l-tl T 6n(n·'rt J ,(2.2.1.24)
(2.2.1.25)





Damit stehen 6 Gleichungen für die 6 Größen N~, M~, Q~,
V
n,
Vt~' Wcp zur Verfügung. Das Problem der Kriechverfor-
mung zylindrischer Rohre wird durch (2.2.1.21) bis
(2.2.1.26) vollständig beschrieben.
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2.2.2 Lösung der Schalengleichungen für den
unendlich-langen Zylinder
Zunächst sollen die Gleichgewichtsbedingungen (2.2.1.21)
bis (2.2.1.23) gelöst werden. Sie stellen ein System li-
nearer Differentialgleichungen für die 3 Größen N., M.,
Q~ dar. Hier wird für den Zylinder doppelte Syrometrie an-
genommen (vgl. ~ig. 2.2).
Schneidet man die ovale Kontur unter dem Winkel ~ voll-
ständig auf, dann bringen die Schnittgrößen N,(') die un-
ter Druck stehende halbe Kontur ins Gleichgewicht, es
gilt:
(2.2.2.1)
Auf Grund der geometrischen Bedeutung der Größe z als
Normalabschnitt (vgl. Fig. 2.2) gilt:
((tp) :=
Z






Q __ Pr ,.,1~ - Z (2.2.2.4)
(2.2.2.3) und (2.2.2.4) hefriedigen Gleichung (2.2.1.23).
Gleichung (2.2.1.22) ergibt
(2.2.2.5)
Die Größe c 2 ist eine Integrationskonstante, die wegen
statischer Unbestimmtheit der Kontur aus den Gleichge-
wichtsbedingunoen nicht bestimmbar ist. Zur Bestimmung
von C2 müssen die Verformungsgesetze herangezogen werden.
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Die Gleichung (2.2.i.25) verknüpft die Verdrehungsgeschwin-
digkeit w'f> der Umfangs tangente der Kontur mit dem Schnitt-
moment in der Schale. Aus der Forderung nach Periodizität
der Verdrehungsgeschwindigkeit w~ ergibt sich die Integra-
tionskonstante C2:
2.1f
o :: W.p (Zlr) - Wtp lo) :: of W~ tirp
: U)!lf ..flohn k .J; If'f' ~t clip. (2.2.2.6)
Berücksichtigt man (2.2.2.3) und (2.2.2.5), so erhält man
(2.2.2.7)
Mit (2.2.2.3) bis (2.2.2.5) und (2.2.2.7) liegen die
Schnittgrößen exakt vor.
Für die Verschiehungsgeschwindigkeitskomponenten liegt
nach (2.2.1.24) bis (2.2.1.26) ebenfalls ein System von
linearen partiellen Differentialgleichungen erster Ord-
nung vor. Das System ist wie bei den Schnittgrößen gekop-
pelt.
Bezeichnen R1 und R2 die Stör funktionen der rechten Sei-
ten, die mit (2.2.2.3) bis (2.2.2.5) und (2.2.1.24) bis
(2.2.1.26) bekannt sind, dann gilt
I VI1V... .,


















Komponenten in einem raumfesten kartesischen Koordinaten-
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System, d~nn liegen (2.2.2.8) und (2.2.2.9) entkoppelt
vor:
I, I
V,l( :: (r (OS cp) R.., I( r sin <p) WIp (2.2.2.11
(2.2.2.12
Dami t liegen v
x'
v und w in Integraldarstellung vor:y ,
'fJ
W'f (rp) ::: Wtp (0) T of z(ip) Rl. (;p) dip ) (2.2.2.13)
V}({Cf) ::: Vl«(o) + jf{(rcor~)'R1(~) - (rSil'liP>'Wlflif>] dep) (2.2.2.14)
e
cp
V.,/If) ::: Vy(O) +- J{(rr;I'I~)'R.,/i{i)+ (r(Or~)'Wlfap)}o{~. (2.2.2.15)
e
und das System der Schalengleichungen für die unendlich-
lange, ovale zylindrische Schale ist vollständig und ex-
akt crelöst.
Zur praktischen Auswertung der Integrale in (2.2.2.13)
bis (2.2.2.15) wird der Rohrradius nach Fourier entwik-
kelt:
t" '= 0.. (/f + lJ'.l CoS 2<p + 01.,+ ces '+ Cf "t ...). (2. 2 • 2. 16)
Dieser spezielle Ansatz ist wegen der Doppel-Symmetrie
des Rohres sinnvoll.
Die Größe a beschreibt den mittleren Radius. Sie ist al
gemein zeitabhängig.
Die Größen u 2' u 4' •••• beschreiben die Abweichung des
Rohrs von der exakten Kreis-Zylinderform. Sie sind eben-
falls zeitabhängig. Für reale Rohre gilt immer
,::: 2,'+-) .....
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Bei Innendruckbelastung beschreibt im allgemeinen allein
die Größe a die Rohrverformung, denn die ohnehin schon
kleinen Abweichungen von der Kreis-Zylindergeometrie wer-
den im Laufe der Zeit weiter abgebaut.
Bei Außendruckbelastung ist die Berücksichtigung von Rohr-
unrundheiten unumgänglich. Ein Rohr unter Außendruck ist
prinzipiell ein instabiles Gebilde. Bei genügend großer
Last knickt es elastisch. Dabei sind verschiedene Knick-
formen möglich, je nach Größe von Wandstärke, Radius,
Länge und Belastung (vgl. Flügge /22/, Pflüger /23/).
Doch auch, wenn diese Knicklast nicht erreicht wird, wer-
den durch Kriechprozesse bestehende Unrundheiten so lange
vergrößert, bis es ebenfalls zum Einknicken kommt. Bei
diesen Kriechprozessen entsteht bei genügend großen Ver-
hältnissen Rohrlänge zu Rohrradius ein zusammengeklapptes
Rohr als Knickform. Dies wird allgemein bei Außendruck-
Experimenten an Rohrproben beobachtet (vql. Kaupa /24/) •
Vorausgesagt wird diese Knickform schon durch Berechnung
der Knicklasten für Kreiszylinderrohre (vgl. Flügge /22/,
Pflüger /23/). Diese Knickform wird in der Hauptsache
durch die Größe n 2 beschrieben, die Ovalität des Rohres.
BeschrRnkt man sich auf genügend kleine Rohrverformungen,
dann sind alle höheren Fourierterme klein gegen die Ova-
lität und können vernachlässigt werden.
Hnter der Voraussetzung kleiner Rohrverformungen wird des-
halb hier der Ansatz gemacht:
r (cp,t) = a (f) (;f + o((t) Cos 2.cp). (2.2.2.17)
Dieser Ansatz ist sowohl bei Innen- als auch bei Außen-
druckbelastung zu verwenden.
Alle Größen, die in den Integralen in (2.2.2.13) bis
(2.2.2.15) stehen, lassen sich nun als Potenzreihen von n
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darstellen. Wegen der Voraussetzung kleiner Rohrverfor-
mung und daher kleiner Ovalität können diese Potenzreihen
nach dem 1. Glied abgehrochen werden. Damit erhält man
für die Verschiehunasgeschwindigkeiten in x- und y-Rich-
tung: 11+-'" n
( '3 ) T k ( 'pI 0.)Vx '= SICjn (p)"4 Q h
.{(1- h~,,,,-3h'" ~) COS'P+(!1f-"~:r'o<3~F.2.2.18)
"+1 n
Vy :: sign(p) (tJlk a ('P~Q.)
Bildet man hieraus die radiale Verschiebungsgeschwindig-
keit vr' so erhält man
v; = sign (p) e)"{l ko. ('p~an 1 + 01. CO~ l'l' (4 - ~ (4 +
(2.2.2.20 )
Die radiale Verschiehunqsgeschwindigkeit läßt sich in
zwei Komponenten aufteilen, in eine, die zur Änderung des
mittleren Radius führt, und in eine zweite, die d Ver-
~nderung der Ovalität ergibt. Daraus ergeben sich dann
jeweils Differentialgleichungen für das zei iche 1-
ten:
0(<> c Sign (p) (.~)~ k0. (.'p~<>rj
0( t .,. ( 2 • 2 • 2 • 21)
. (2.2.2.22)




Die Differentialgleichungen (2.2.2.21) und (2.2.2.23) las-
sen sich geschlossen lösen:
-1
( ( 1 )~ ('PI Q.)" t)- h(A (t) ;: QO -1 - 5i91'1 (p) lt nk h »(2.2.2.24)
odt) :: o{o 22][2 010 - a (t)f!."'p n 1 •h (2.2.2.25)
Gleichungen (2.2.2.24) und (2.2.2.25) zeigen, daß Innen-
druckbelastung zu einer Vergrößerung des mittleren Radius
und damit zu einer Verkleinerung der Ovalität mit der
Zeit führt. Bei AUßendruckbelastung ist es umgekehrt.
2.3 Korrekturen und Ergebnisse
Die Ergebnisse von Abschnitt 2.2 sollen in dieser Arbeit
auf Innen- und Außendruckversuche an Proben von Brenn-
stabhUllrohren für schnelle Brutreaktoren angewendet wer-
den. Wie bereits unter Abschnitt 2.2.1 ausgeführt, stim-
men die Belastungssysteme bei den theoretischen Uberlegun-
gen und der experimentellen Praxis überein. Die Gleichun-
gen (2.2.2.24) und (2.2.2.25) beinhalten allerdings noch
unzulängliche Annahmen, die in diesem Abschnitt durch
Korrekturen beseitigt werden sollen.
Einmal läßt sich die Annahme nicht aufrechterhalten, daß
während der Kriechverformung die Wandstärke konstant
bleibt. Die Änderung des mittleren Radius sowohl bei In-
nen- als auch bei Außendruckbelastung fUhrt auf Grund der
Volumenkonstanz beim Kriechen zu einer äquivalenten Wand-
stärkeänderung.
Weiter wurde mit (2.1.4.15) und (2.1.4.16) angenommen, daß
die Druckbelastung p der Schale an der Schalenmittelfläche
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angreift. Im realen Fall ist die Angriffsfläche die Rohr-
innenseite bei Innendruck- und die Rohraußenseite bei
Außendruckversuchen. Die reale Belastung ist bei Außen-
druckversuchen also größer, bei Innendruckversuchen klei
ner als bisher in nieser Arbeit angenommen wurde.
Zum dritten wurde in den vorangegangenen Abschnitten die
Rohrverformung ausschließlich auf Kriechprozesse zurück-
qe~ührt. Dies ist für das Langzeitverhalten von Rohren
unter Druckbelastuna sicherlich der dominante Verformungs-
mechanismus. Darilber hinaus aber können elastisch-plasti-
sche Prozesse nicht ausgeschlossen werden.
Um die theoretische Behandlung zu vereinfachen, wird da-
von ausqeganaen, daß die Fließgrenze nicht üherschritten
wird. Damit wird ausschließlich eine elastische Korrektur
notwendia.
2.3.1 Wandstärkenkorrektur
Bei der Formulierung des mehraxialen Kriechgesetzes wurde
unter 2.1.2 gefordert, daß bei Kriechprozessen das Volu-
men erhalten hleibt. Weiter wurde unter Punkt 2.2.1 her-
qeleitet, daß bei Rohren mit Endstopfen unter Druckbela-
stung die axiale Dehnung verschwindet und damit der ebene
Verzerrungs zustand herrscht.
Die Forderung nach Erhaltung des Volumens führt hier zur
For~erung nach Erhaltung der Querschnittsf che des Rohrs.
Bei kleinen Verformungen von dünnwandigen Rohren wird der
Ans"'ltz gemacht:
(2.3.1.1)
Diese Gleichunq (2.3.1.1) muß bei der Lösung der Diffe-
rentialgleichungen (2.2.3.21) und (2.2.3.23) berücksich-
tiqt werden.
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2.3.2 Berücksichtigung der realen Druckangriffsfläche
Bisher wurde angenommen, daß sowohl hei Außen- als auch
bei Innendruckbelastung der Druck an der Schalenmittel-
fläche angreift. In Wirklichkeit ist die Lastanqriffsflä-
che aber die Außen- bzw. Innenfläche des Rohrs.
Nach Fig. 2.2, aus der der Normalkraftverlauf hergeleitet
werden kann, müssen r(~) und z(~) die Maße der Lastan-
griffsfläche und nicht der Schalenmittelfläche darstellen.
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Damit ergeben sich als Bestimmungsgleichungen für die Ver-
schiebungsgeschwindigkeiten:
-, -
W., :: Z. R, (2.3.2.4))
"'I l-
I
( r 'oS Ifl) R-1 (rSittcp) '"VI( :::: W'P ) (2.3.2.5)
1- ( r (.os 'P)' ;;I(J •-I (r s-in rp) R-f ..- (2.3.2.6)V'J =
...... ,."
R1 und R2 he rechnen sich wie R1 und R2, wohei für die
,... ....
Schnittgrößen N~ und M~ einzusetzen sind. Macht man den
Ansatz





man für die radiale Verschiebunqsgeschwindig-
demselben Verfahren wie in Abschnitt 2.2.2:
Sign (p) (t)~ k (Ci + sign(p) t)('~Q)n
{ (
11 ( 0: (a. +siqn t-)))}
. 1 +0( ces Zlp -1-"3 .1ft" -'12. 1,1. - .,
(2.3.2.9)
Analog wie unter Punkt 2.2.2 läßt sich die radiale Kriech
geschwindiqkeit aufteilen in eine Kriechrate, die die
qleichmäßiqe Aufweitunq bzw. Schrumpfung angibt und in
eine Kriechrate, die die Ovalisierung des Rohrs be-
schreibt:
W n
d: Ci: (3 )2. k (,.,.,. h) ('PI 0.)eH :::.: Si~rdp) t; a. +slgn(p) T h » (2.3.2.10)
( ~ ) or1 IXhk ( . h)::: - Si91'1 (p) 4" 3 -1 + s '9" (p) 2. Ci
( IPI Ci:) I'1 ( A Q'.l.(A . ()~)) (2.3.2.11). - '1 + '11. - -, + ~'9n p 2.- .~ ~ Q
2.3.3 . Elastische Korrektur
In diesem Abschnitt werden die elastischen Dehnungen ei-
nes Rohres mit dem Querschnitt (2.2.2.17) angegeben und
ihre Auswirkungen auf die Gesamtverformung des Rohres be-
rechnet.
Nach Klingbeil /10/ gilt für die durch elastische Prozes-
se hervorgerufene Verschiebung ü der Zylinderschale:
...."















u t und u sind die Komponenten des Verschiebunosvektors~ n _.
in Umfangs- und Normalenrichtung, i~ ist die Verdrehung
der Umfangstangente. Diese Gleichungen werden genauso ge-
wonnen, wie die entsprechenden Gleichungen (3.2.1.24) bis
(3.2.1.26) für die Kriechgeschwindigkeiten.
Die Gleichungen für die Schnittgrößen sind identisch mit
den für die kriechende Schale gewonnenen Beziehungen
(3.2.2.3) bis (3.2.2.5). Allerdings muß die Integrations-
konstante im Momentenverlauf noch für die elastische Scha-
le bestimmt werden. Sie ergibt sich aus (3.2.2.7) für





In einem analoqen Vorgehen wie in dem Abschnitt 2.2.2
für die Verschiebungsgeschwindigkeiten ergibt sich für
die radiale Verschiebung bei elastischer Verformung von
ovalen zylindrischen Rohren:
U~lQst = ('1-v:l) ~~ ('1 ... S'igtl (p) 2.~)
Das bedeutet sowohl eine elastische Änderung des mittle-
ren ~adius ä als auch der Ovalität a (unter Vernachlässi-
gung von kleinen Lastangriffskorrekturtermen):
(
A s) elo.sT p 0:.1
u.... = (1-v1 ) - )
Eh
,.....3
(Li 0(.) e-/ett = _ 4 (-1- )12) cx. : :;
Bei einer Änderung ~~ des mittleren Radius, verursacht
durch Kriechprozesse, ergibt sich auch ein Zuwachs der
I . h h d (A-) elast i td h . te ast1SC en De nung dt ua • D e Gesam e nung 1S
die Summe beider Dehnungen:
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'" ( ....) k'ritc.htn ( p Ci )~: c(1. -1 T 3 (1- y1) - .
dt o(t Eh
(2 . 3. 3 . 8 )
An~loq ergibt sich für eie zeitliche Ännerung der Oval i-
t~t :
d ( -1 0(. ) krill.<.htn ( 2) P ä.
3 )~ = ~ -1 - 4- (1-v -dt dt E h 3 •
2.3.4 Korriqierte Lösunqen
(2 .3 . 3 .9 )
Zur Beschreibung des viskoelastischen Verhaltens von Roh-
ren unter Druckbelastung stehen nach Kapitel 2.2.2 unter
Berücksichtigung der Korrekturen (Kap. 2.3.1 bis 2.3.3)
folgende Gleichungen zur Verfügung:
-'1 da:
--a: eH
(2 .3 . 4 .3)
Unter der voraussetzung kleiner Verformungen lassen sich
diese Gleichungen näherungsweise lösen:
Q- (t) c 0: (1+(If_y l) Pitll ) (2 .3 .4 .4)
o Eho "
.[1 - Si~n(p)t~)~ lhk ("1+Si9nlP)ft)(1 +3('1 - y1)~:)('P~~II)\]-r; )
-1
d.. lt) = «0 ( 1 - 4 (A-17l ) ~~;) (2 . 3 .4 .5)
txp [11 ii~l- ~'H) (~+ sig" (pl .f:; )(1 -1(~-."J ~~: ) ] )









Durch die Gleichungen (2.3.4.4) bis (2.3.4.6) wird der
zeitliche Verlauf der Rohrgeometrie unter Druckbelastung
bei kleinen Verformungen vollständig in analytischer Form
besc~riehen.
2.3.5 Ergebnisse für einen Vergleichsdatenfall
Die Gleichungen (2.3.4.4) bis (2.3.4.6), die den zeitli-
chen Verlauf der Rohrgeometrie unter Druckbelastung auf
die ~antelfläche des Rohres für kleine Verformungen be-
schreiben, werden in diesem Abschnitt auf einen Ver-
gleichsdatenfall angewendet (Tabelle 2.1). Dieser Daten-
fall wurde gewählt, da er in den Arbeiten von Malmberg
und Laßmann bereits als Vergleichsdatenfall zu den Ergeb-
nissen von Hoff dient.
Fiq. 2.3 zeigt den zeitlichen Verlauf des Innenradius bei
Innen~ruckbelastung. Es existiert eine Standzeit, die da-
durch charakterisiert ist, daß unendlich große Kriechge-
schwindigkeiten auftreten.
Diese Kriechinstabilität ist auf einen Geometrieeffekt
zurückzuführen: Mit zunehmender Aufweitung wird wegen des
ebenen Dehnungszustandes die Wandstärke zunehmend ge-
schwächt. Sowohl Rohraufweitung als auch Wandstärkeschwä-
chung verursachen eine Spannungserhöhung, die wiederum
eine zunehmende Rohraufweitung zur Folge hat.
Fig. 2.4 und 2.5 zeigen den zeitlichen Verlauf der Rohr-
geometrie bei AUßendruckhelastung.
nie Standzeit wird bei Außendruckbelastung wesentlich
früher als bei Innendruckbelastung erreicht. Maßgeblich
dafür ist die Ovalisierung des Rohres. Auch diese Kriech-
instabilität ist anschaulich zu erklären: Ein ideal run-
des Rohr ist momentfrei. Kleine Abweichungen vom ideal-
kreisförmigen Querschnitt verursachen Momente in der Rohr-
wand. Diese Momente führen zu Verbiegungen des Rohres,
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die die Rohrunrundheit verstärken.
Der Rohraußenradius verändert seine Größe während der
Einsatzzeit des ~ohres beim vorliegenden Datenfall nur
unwesentlich.
Ohwohl bei der Herleitung der Gleichungen (2.3.4.4) bis
(2.3.4.6) mehrfach kleine Verformungen, speziell kleine
Ovalitäten, vorausgesetzt wurden, wird auch die Standzeit
quantitativ richtig wiedergegeben. In dieser Arheit wird
angenommen, daß die Standzeit erreicht ist, wenn die Ova-
lität a den Wert 20 % erreicht hat. Größere Werte von a
zu berechnen, w~re physikalisch unsinnig. Denn diesen a-
Werten würden wegen (2.2.2.17) irreale Rohrquerschnitte
entsprechen.
Die so ermittelten Standzeiten zeigen gute Ubereinstimmung
mit den Standzeiten nach Hoff /19/, Malmberg /18/ und
Laßmann /8/ (Fig. 2.6).
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3. Kapazitives Verfahren zur kontinuierlichen Messung
der Hüllrohrverformung unter Innen- oder Außendruck
und hoher Temperatur
An ein Verfahren, das die kontinuierliche Messung der
Hiillrohrverformung gestattet, wird ein Katalog von Anfor-
derungen gestellt:
1. Die maximale HÜlltemperatur des SNR beträgt etwa 7000C.
Da die Kriechrate mit wachsender Temperatur zunimmt,
stellt die maximal zu erwartende Temperatur den Haupt-
arbeitshereich des Meßverfahrens dar.
2. Das Verfahren soll bei Innen- und Außendruckversuchen
bis zu 20 N/mm2 arbeiten.
3. Es soll die Messung von Kriechkurven his zu Einsatz-
zeiten von der Größenordnung von einigen 1000 Stunden
möglich sein. Dies erfordert eine hohe Langzeitstabi-
lität und dann gleichzeitig die Erfassung von Kriech-
-5geschwindigkeiten bis hinab zu 10 mm/h.
4. Um diese kleinen Bewegungen erfassen zu können, soll
die Genauigkeit der Messungen im Mikrometer-Bereich
liegen.
5. Die Messungen sollen reproduzierbar sein.
6. Durch die Messung soll der Kriechvorgang nicht heein-
flußt werden.
7. Die Meßvorrichtung soll einfach herstellbar und ein-
setzbar sein.
H. Braun /25/ mißt die ~ohrverformung diskontinuierlich.
Die eigentliche Vermessung geschieht unter Raumtemperatur.
Zwar wird die Druckbeaufschlagung nicht vollständig auf-
gehoben, jedoch ist über die Temperaturwechselheanspru-
chung hinaus auch eine Druckwechselbelastung nicht zu
vermeiden. Dadurch wird jeweils Anforderung 6 verletzt.
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Eine weitere Diskussion der diskontinuierlichen Methode
~Niro deshalb nicht vorgenommen. H. Will /26/ hat mögliche
Verfahren diskutiert, die die Messung von Kriechverfor-
munqen kontinuierlich auch unter Bestrahlunqshedingungen
ermöqlichen. Diese einschränkende Bedingung besteht für
diese TTntersuchung nicht, die Diskussion der Verfahren
ist jenoch auch unter den oben genannten Bedingungen mög-
lich.
Grundsätzlich lassen sich alle kontinuierlichen Verfahren
in 2 Gruppen einteilen: differentielle und integrale Ver-
fa~ren.
Bei differentiellen Messunqen werden die Koordinaten ein-
zelner Punkte auf den Rohrumfang kontinuierlich gemessen.
Tlm Aufschluß über den Rohrquerschnitt zu erhalten, sind
mindestens 3, besser 4 oder 6 über den Rohrumfang verteil-
te ~eßstellen nötig.
Verschiedene Meßverfahren, die Will angibt, arbeiten dif-
ferentiell, so z. B. optische Verfahren, Methoden, bei
denen induktive oder kapazitive Wegaufnehmer verwendet
werden, Pralldüsenverfahren oder elektrische Kontaktver-
fahren.
Bei reinen Rohrinnendruckversuchen verwenden Böhm, Schä-
fer (Cloß /27/) und van der Linde, Kwast /28/ zwei bzw.
vier über den Umfang verteilte induktive Wegaufnehmer,
die in der heißen Zone als Quarzstäbe ausgebildet sind.
Bei der Verwendung bei Außendruckversuchen treten unüber-
windliche konstruktive Schwierigkeiten auf. Würde man die
Meßfühler außen am Rohr anbringen, so bestünde das Pro-
blem, mechanische Druckdurchführunqen bei 7000C abzudich-
ten. Andererseits ist es nicht vorstellbar, daß ein so
aufwendiges Meßsystem im Rohrinneren (freier Druchmesser
5.24 mm) untergebracht werden kann.
Ober diese rein konstruktiven Probleme, die die Anforde-
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runq 7 verletzen, hinaus ist es schwierig , der Anforde-
rung 6 gerecht zu werden. Jeder Meßfühler, wie immer er
i~ einzelnen ausgebildet ist, leitet an der Meßstelle
Wärme ab. Dadurch wird während des Meßvorganges das Tem-
peraturprofil geändert und der Verformungsvorgang ge-
stört.
Mechanische Meßfühler üben darüber hinaus auch eine Kraft
nuf das Hlillrohr aus und stören so den Verformungsvorgang.
Deshalb mußte die Wahl auf ein integrales Meßverfahren
fallen. Hierbei wird eine physikalische Größe kontinuier-
lich erfaßt, die den Rohrverformungszustand charakteri-
siert . Im Folgenden werden einige integrale Verfahren zu-
sammengestellt, die auch Will teilweise angibt:
- Dehnuncrsmessung mit Widerstandsdrähten, die um die
Rohrprobe gewickelt sind, nach dem Dehnungsmeßstrei-
fenprinzip,
- Messunq des Druckabfalls innerhalb eines Ringspaltes,
den das Rohr mit einer Hülse bildet (Eine Änderung der
Rohrgeometrie bewirkt eine Änderung des Strömunqswider-
standes).
- Hohlraum-Resonanzmessung
- integrale kapazitive Verformungsmessung
Die Dehnunqsmessung nach dem Prinzip des Dehnungsmeßstrei-
fens ist bei Außendruck nicht einsetzbar. Bei der Druck-
abfallmethode tritt Wärmeabfuhr durch das strömende Me-
dium auf. Deshalb werden diese Meßverfahren ebenfalls
verworfen.
Der geringere apparative und damit finanzielle Aufwand im
Vergleich zur Hohlraum-Resonanz-Meßmethode führte schließ-
lich zur kapazitiven Verformungsmessung.
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3.1 Meßprinzip
Das in dieser Arheit entwickelte Meßverfahren arbeitet
nRch folgendem Prinzip:
Im druck freien Raum der Rohrprobe (dies ist bei Innen-
druck das Rohräußere, hei Außendruckbelastung das Rohrin-
nere) wird konzentrisch zum Rohr elektrisch isoliert eine
Meßsonde angebracht. Meßaröße ist die Kapazität des Zy-
linderkondensators Rohr - Meßsonde.
Fig. 3.1 zeiqt die Meßanordnung flir Innendruckbelastung.
Die ~eßsonde ist als Hülse ausgebildet, die über die Rohr-
probe geschoben wird. Der Zylinderkondensator besteht aus
zwei koaxialen kreisförmiaen Elektroden. Die Kapazität
der homogenen (unendlich langen) Anordnung ist nach An-
h anrr A 2:
C;Cf) ::
I Rs~n -1(0. (+)
(3.1.1)
Bei AUßendruckbelastung ist die Meßsonde als Stab ausge-
hildet, der in die Rohrprobe eingeführt wird (Fig. 3.2).
Die innere Elektrode (Meßsonde) kann als kreis zylindrisch
angesehen werden, die äußere Elektrode hat im allgemeinen
einen ovalen Querschnitt. Setzt man für den Innenradius
an
(3.1.2)
wohei a die Ovalität des Rohres angibt, dann erhält man
bei genügend kleinen Spalten zwischen Rohrprobe und Meß-
sonde nach Anhang A 2:
elektrisches
C ( 2rr Co l -1+) == -~- -;======:::;;==;-
Q. (/'I ~ (f) '/1 _ I; Cf) R.. (+) )1.
Rs V r f(; (1-) - ~.r
Auch Gleichuno (3.1.3) gilt für homogenes
Feld, also für die unendlich lange Meß~n~r~nl1nN
(3.1.3)
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3.2 Modellversuche zur Ermittlung des Einflusses von
Streufeldern und Exzentrizit~ten
Die Formeln (3.1.1) und (3.1.3) lassen sich nicht direkt
zur Auswertung von Innen- bzw. Außendruckversuchen an
Rohren verwenden. Dies hat zwei Ursachen:
1. Eine realisierbare Meßanordnung hat eine endliche L~n­
ge. Fig. 3.3 zeigt qualitativ die Feldlinien und die
Äqulpotentiallinien der Maßanordnung für Innendruck-
versuche. Die für die Formeln (3.1.1) und (3.1.3) ge-
troffene Annahme der Homogenit~t des elektrischen Fel-
des ist in den Randzonen der Außenelektrode sicher
nicht erfüllt.
2. Zur empfindlichen Messung kleiner Geometrieänderungen
des Hüllrohrs muß der Spalt zwischen Rohr und Sonde
etwa in der Größenordnung der Verschiebung sein. Zur
Messung von Dehnungen zwischen 0.2 % und 5 % an Rohren
mit einem Außendurchmesser von 6 mm wurde ein Spalt
von 0.2 mm gewählt. Bei so geringen Spaltweiten ver~n­
dern schon geringfügige Exzentrizit~ten den Kapazi-
tätswert.
Diese heiden Fragestellungen wurden in Modellversuchen
behandelt. Versuche an vergröBerten Modellen sind deshalb
möglich, weil in die Gleichungen (3.1.1) und (3.1.3) nur
Verh~ltnisse der Radien Rs/Ra bzw. Ri/Rs' nicht aber die
Radien seIhst eingehen. Vergrößert man die Radien maß-
st~blich, so ~ndert sich an den Verh~ltnissen und damit
an der Kapazität nichts.
Die Modellversuche wurden mit ovalen Innenelektronen und
kreisförmigen Außenelektroden durchgeführt. Tabelle 3.1
gibt die Abmessungen der verwendeten Modellkörper. Der
Einfluß des Streufeldes in der Randzone der Meßanordnung
wird durch Variation der L~nge I der Außenelektrode be-
stimmt (vgl. Fig. 3.3). Zur Ermittlung des Einflusses der
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Exzentrizität wurde die Außenelektrode mit einem Kreuz-
schlitten aeaenüber der fest angebrachten ovalen Innen-
elektrode verschoben.
Die Kapazität wurde manuell mit einer Kapazitätsmeßhrücke
aemessen.
Fia. 3.4 bis 3.10 zeigen die Meßergebnisse zur Ermittlung
des Streufeldeinflusses. Dargestellt ist jeweils die auf
die L~nae der Außenelektrode bezoaene Kapazität in Abhän-
giakeit von der Länge 1 der Außenelektrode. nie Extrapo-
lation auf 1 = 00 ergibt die auf die Längeneinheit bezoge-
ne Kapazität der homogenen Anordnung. Die Abweichung der
gemessenen Werte von dem asymptotischen Wert zeigt den
Einfluß der Streufelder am Rande der Anordnung. Dieser
Einfluß wird besonders bei kleinen Werten von 1 spürbar.
Zur auantitativen Analyse der Meßergebnisse wird der ein-
fache Ansatz gemacht, daß sich die Gesamtkapazität Cge s
additiv aus einem homogenen Anteil Ch* und aus einem in-- om
homogenen Anteil C~ h zusammengesetzt.
- ln om -
....Innerhalb des Bereiches 1 der Meßanordnung (vgl. Fig. 3.3)
sollen homogene Verhältnisse vorliegen. Die Verhältnisse
in diesem Bereich sollen durch die Gleichungen (3.1.1) und
(3.1.3) beschrieben werden. Wegen (3.1.1) und (3.1.3) ist
C~OJl1 proportional zu 1*. Daher gi 1t:
'* *eh = a 1om (3.2.1)
(a = Proportionalitätskonstante)
Der inhomogene Anteil soll unabhängig von und 1 sein:
* * (1* ,Cinhorn f; C. h 1) (3.2.2)ln om
Dies heCl.eutet, daß für t.l gilt (siehe Fig. 3. 3) :
s i = ~ (1 - 1*) f; t.l (1*, 1) (3.2 3)
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Damit folgt für die GesamtkapazitNt:
e = a 1* + e ~ges 1nhom
= a 1 + e~ - 2a 61 .1nhom (3.2.4)
Zur Vereinfachung werden neue Bezeichnungen eingeführt.
und
e = a 1
hOITI
(3.2.5)
einhorn = e:nh om - 2a ~l 1: einhorn (1*, 1). (3.2.6)
Insgesamt gilt für die auf die Längeneinheit bezogene Ge-
sarntkanazität
e. h
a + 1n orn
1 (3.2.7)
C /1 setzt sich zusammen aus einem konstanten, von 1ges
unabhängigen, Anteil und einern Anteil, der proportional
zu 1/1 ist.
In Fig. 3.4 bis 3.10 sind Kurven der Form von Gleichung
(3.2.7) eingezeichnet, die nach der Methode der kleinsten
~bweichungsquadrate angepaßt sind.
nie sich daraus ergebenden Werte für ehom/l und Cinhorn
sind in Fig. 3.11 und 3.12 in Arhängigkeit von der Ovali-
tät der Innenelektrode und dem Durchmesser der Außenelek-
trode dargestellt. Die durchgezoqenen Kurven in Fig. 3.11
zeigen die nach Anhang A 2 theoretisch erwarteten Kapazi-
tätswerte für die homogene Anordnung. Es zeigt sich be-
friedigende Ubereinstimmung mit den Meßpunkten.
Der inhomogene Anteil C. h der Kapazität (Fig. 3.12)1n om -
ist bei festgehaltenem Durchmesser der Außenelektrode
praktisch unahhängig von der Ovalität. Allerdings zeigt
sich eine Vergrößerung des inhomogenen Anteils bei einer
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Durchmesseränderung der AuBenelektrode, die zur Verklei-
neruna des Spalts zwischen den Elektroden
iTerqleicht man die Änderung des inhomogenen mit der des
homonenen Anteils der Kapazität bei Verringerung s
tes zwischen den Elektroden, so ergibt sich, daß ho-
moaene l\nteil wesentlich stärker von der Spaltweite ab-
hängt. Rei dem später realisierten Wert von 1 = 20 mm
steiat der homoaene ~nteil um 24 pF, der inhomogene je-
doch nur um 2 pF. Diese geringfügige Änderung des inhomo-
genen Anteils wird deswegen vernachlässigt. Der inhomoge-
ne Anteil der Gesamtkapazität wird damit unabhängig von
dem sich im Laufe der Zeit verändernden Werken von Ovali-
tät und Spaltweite. Damit kann er der Untergrundkapazität
zugeschlagen werden, die zeitlich konstant in Form von
Leitunqs- und Anschlußkapazitäten immer vorhanden ist.
Die Elimination des Untergrunds zur Bestimmung des Meßef-
fektes beinhaltet dann auch die Elimination des Einflus-
ses von Streukapazitäten. Der Meßeffekt wird damit im ge-
samten Bereich 1 von Gleichung (3.1.1) bzw. (3.1.3) be-
schrieben.
Fin. 3.13 bis 3.18 zeigen die Meßergebnisse zur Bestimmung
des Einflusses der Exzentrizität der Anordnung.
Aufgetragen sind jeweils die auf die Längeneinheit der
Außenelektrode bezogenen Kapazitätswerte in Abhängigkeit
von der Exzentrizität. Dabei bedeutet a
x
die Exzentrizi-
tät in Richtung der kleinen Halbachse der Innenelektrode,
a die Exzentrizität in Richtunq der großen Halbachse.y ~ -
Qualitativ ähnliches Verhalten wie die exzentrische ovale
Meßanordnunq zeigt die exzentrische runde Meßanordnung.
Nach Anhang A 2 gilt für die exzentri runde
1 (3.2.8)
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Dabei bedeutet a die Exzentrizität, Rund R. den Radius
. a 1
von Außen- bzw. Innenelektrode der Anordnung. Durch Dif-
ferenzieren erhält man:
( 3 . 2 • 9 )
Dies bedeutet, daß kleine Exzentrizitäten den Kapazitäts-
wert nicht verfälschen. Dasselbe Resultat zeigt sich in
Fig. 3.13 bis 3.18.
Im Folgenden werden deshalb Streufeld- und Exzentrizi-
tätseinfluß zunächst vernachlässigt. Sie werden jedoch
herücksichtigt bei der Abschätzung der Genauigkeit der
Messung.
3.3 Innendruckmessung
Die Anwendung der Kapazitätsmeßbrücke wie bei den Modell-
experimenten ist bei Langzeitexperimenten nicht geeignet.
Einmal erfordert sie einen hohen personellen Aufwand, zum
zweiten leidet die Reproduzierbarkeit unter individuellem
Messen und Ablesen. Aus diesem Grund wurde die Kapazitäts-
messung automatisiert. Fig. 3.19 zeigt das Blockschalt-
hild zur automatischen Kapazitätsmessung.
Die Meßkapazität C bildet zusammen mit der Untergrund-
- mess
kapazität Cu das kapazitive Glied eines Schwingkreises.
Das induktive Glied L ist fest vorgegeben. Dieser Schwing-
kreis wird von einem Oszillator angeregt. Die Impulse des
Oszillators, deren Frequenz ein Maß für die Meßkapazität
ist, werden in einem Zähler während einer vorgebbaren
Meßzeit ausgezählt. Nach Beendigung der Zählung erfolgt
die Ausgabe auf Drucker und Lochstreifenstanzer. Zwischen
zwei Messungen läßt sich eine wartezeit vorgehen.
Meßgrößen sind damit einmal die Zeit, die sich additiv
aus den einzelnen Wartezeiten, Meßzeiten und Ausgabezei-
ten zusammensetzt, und die Oszillatorfrequenz v, die ein
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Maß für die Kapazität der Meßanordnunq ist.
Nach Gleichung (3.1.1) gilt für den Meßeffekt:
=
l R$11 - I?... ft)
nie Gesamtkapazität setzt sich
Untergrund zusammen:
(3.3.1)




Nach Gehrtsen /29/ gilt für den Zusammenhang zwi.schen
der Frequenz und der Kapazi.tät eines Schwingkreises:
(3.3.3)
Dabei ist A die Eichkonstante des Schwingkreises, die
durch F.ichuna mit hekannten Kapazitäten ermittelt werden
kann. Elimination von C (t) aus (3.3.2) und (3.3.3) er-ges
gibt
(3.3.4)
Größen bis auf die





Alle in Gleichung 0.3.4) vorkommenden
Untergrundkapazität C sind zur Zeit t
u
ginn des Verformunasvorgangs, bekannt.
Zunächst ergeben sich die geometrischen Größen R (0), R
a s
und 1 aus einer Vermessung der Meßanordnung vor dem Ver-
suchsbeginn. Die Temperaturdifferenz zwischen der Raum-
temperatur, bei der diese geometrische Vorvermessung vor-
genommen wird, und der Versuchstemperatur bewf.rk t; eine
thermische Dehnung von Ra(O), R
s
und 1, die a bekannt
vorausgesetzt werden kann. Damit liegen die geometrischen
Größen unmittelbar vor Beginn des Verformunqsvorgangs bei
der Versuchstemperatur vor. nie Frequenz v(o) zur selhen
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Zeit ergibt sich durch eine einfache Frequenzmessunq.
Zur Zeit t = 0 gilt also:
A







1 ) . (3.3.6)
nurch Exponieren ergibt sich schließlich:
R. (f) : Rs e.,tr;
mit
(3.3.8)
x, = [ '/ +
Die kontinuierliche Messung des Rohraußenradius im Laufe
der Einsatzzeit der Probe ist damit zurückgefiihrt auf ei-
ne relative Frequenzmessung. Die Änderung der Frequenz
qegenüber dem Wert, den sie hei Einsatz der Probe hatte,
ist das Maß für die entsprechende Änderung des Rohrradius.
nie weiteren Meßgrößen sind der Außenradius Ra(o) der
Rohrprohe, der Innenradius R
s
und die Länge 1 der Meßson-
de und die Eichkonstante A des Schwingkreises. Die Erfas-
sunq dieser Größen kann schon vor Probeneinsatz erfolgen.
Bei den geometrischen Ahmessungen ist allerdings die Be-




Die kontinuierliche Erfassung der geometrischen Größen
hei Außendruck stellt sich schwieriger dar als bei Innen-
druck. nies hat seine Ursache darin, daß man in seinem
verformungsmodell sowohl die Durchmesserabnahme als auch
die Ovalisierung des Rohres erfassen muß. Es bt sich
damit das Problem, aus der Messung einer Größe, der Kapa-
zität der ~eßanordnung bzw. der Frequenz des Meßkreises,
die verschiedenen Verformungsgrößen zu separieren. Nach
Gleichung (3.1.3) gilt für den zeitlichen Verlauf der Ka-
pazität:






Die gemessenen Kapazitätswerte hängen ab von der Ovalität
und dem Innenradius der Probe. Bei kleinen Ovalitätswer-
ten, die heim Probeneinsatz immer vorliegen, ist der Ein-
fluß der Ovalität vernachlässigbar. Deswegen wird zunächst
der Einfluß der Ovalität vollständig vernachlässigt. Ka-
pazitätsänderungen werden ausschließlich auf Änderungen
des Innenradius zurückgeführt:




Die experimentelle Ermittlung des zeitlichen Verlaufs des
fiktiven Innenradius Rr (t) der Rohrprobe verläuft voll-




•A In Ri (0)
R" (3.4.4)
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Der Zusammenhang zwischen dem wahren mittleren Innenradius
~i(t) und dem fiktiven Innenradius R!(t) ergibt sich durch
Gleichsetzen von Gleichung (3.4.1) und (3.4.2). Damit







Fig. 3.20 zeigt den zeitlichen Verlauf von Ri (t) und
*Ri(t). Er gilt für die unter Abschnitt 4 untersuchten
Rohrproben und wurde auf der Basis des Schalenmodells ge-
wonnen, das in Abschnitt 2 dargestellt ist. Die Abszisse
hildet der normierte Außenradius R (t)/R (0) der Rohrpro-
a a
be, damit Fig. 3.20 allgemein für jede AUßendruckbelastung
gilt. Da der Außenradius linear mit der Zeit schrumpft,
entspricht die Abszisse einer Zeitachse.
Der durch die Ovalisierung verfälschte Verlauf wurde un-
ter der Annahme gewonnen, daß der Außendruck p = 12 N/mm2
und der Kriechexponent n = 8 ist. Die Wahl von n = 8 ist
realistisch für die unter Abschnitt 4 untersuchten Rohre.
Die spezielle Wahl des Druckes beeinträchtiqt die Allge-
meingültigkeit von Fig. 3.20 nur unwesentlich, da die
Druckabhängigkeit von Ri(t) nur sehr schwach ist. Während
zwei Drittel der Einsatzzeit der Probe ist kein Einfluß
der Ovalität spürbar. Dann wächst er jedoch rapide an und
beendet damit die Einsatzzeit der Probe. Dies hat seinen
Grund in dem zeitlichen Verlauf der Ovalität, die lange
Zeit sehr kl~in bleibt und plötzlich in kurzer Zeit zu
sehr großen Werten übergeht. Während der ersten Zeit ver-
läuft R. (t) deckunqsaleich mit ~(t) zeitlich linear.1 - - 1
Dieser lineare Verlauf von ~. (t) läßt sich auch in den
1
Bereich extrapolieren, in dem Ri(t) nach unten abknickt.
Damit liegt der gesamte zeitliche Verlauf von Ri(t) vor.











Damit liegt auch der gesamte zeitliche Verlauf von a(t)
vor.
Aus der Messuno der fiktiven Größe R. (t) in Abhänaigkeit1 ~ -
der ~eit t lassen sich nach diesen Verfahren durch Anwen-
duno des Schalenmodells die realen Größen
~ittl. Innenradius ~. (t) und
1
Ovalit~t a(t) der Rohrprobe
separieren.
3.5 Genauigkeit des kapazitiven Meßverfahrens
Nach Kapitel 3.3 und 3.4 liegt für Innen- und Außendruck-
helastung ein identisches Meßprohlem vor. Deshalb wird
die Genauigkeitsabschätzung nur für Innendruckbelastung
durchgefiihrt. Die sich daraus ergebenden Fehler gelten
vollständig analog auch für AUßendruckbelastung.
Bei Innendruckbelastung sind die einzelnen Meßgrößen:
- Außenradius R (t = 0) der Rohrprohe,
a
- Sondenradius Rs'
- Länge I der Meßanordnung,
- Eichkonstante Ades Meßkreises,
- Eigenfrequenz v (t = 0) des Meßkreises
zur Zeit t = 0,
- kontinuierlich gemessene Eigenfrequenz v(t) des
Meßkreises.
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A d . . - ß .• ß i ~o.~: .. 'H ~ (" .. ..., ~ 1 tus 1esen MeJgro en w ra, l~.~.O) uno ~.~.~} oer ze-
liehe Verlauf Ra{t) des Rohraußenradius bestimmt.
Die Ungenauigkeit ~Ra{t) des kontinuierlich indirekt ge-
messenen Rohraußenradius Ra{t) geht einmal auf die Unge-
nauigkeit der einzelnen oben aufgeführten direkten Meß-
größen zurück. niese Ungenauigkeit läßt sich mit Hilfe
des Fehlerfortpflanzungsgesetzes ermitteln. Da die ein-
zelnen Fehler~uellen statistisch unabhängig voneinander
sind, ergibt sich der Gesamtfehler aus der Summe der
Quadrate der Einzelfehler (vgl. Zurmühl /30/):
• ( aRaJt-J)2. AR~(o) +(oR, (+)\'.tJ R;
oRct{o) e«, )
( oR-.. rfJ\ l+ a 11 (f) 7~V (t). (3. 5. 1 )
Zum zweiten ergibt sich eine Ungenauigkeit für Ra(t)
durch die Effekte, die in Modellversuchen in Kapitel 3.2
untersucht wurden. Dies betrifft die Folgen der Annahme,
daß die Streukapazität und damit die Untergrundkapazität
als zeitlich konstant angenommen wird und den Einfluß
vorhandener Exzentrizitäten.
Für die Fehlerfortpflanzung ergibt sich folgendes Ergeb-
nis:
2. (-/jA_)Z 1. (- A V{o) ,2. 2 ( tA 1) (+) \'
+ PA AI + PV(O) veo) I + P)lltJ V(t»)' (3.5.2)
nabei herechnen sich die einzelnen Gewichtsfaktoren zu:
(3.5.3)
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p a 1-1- x. IRr I









Ffir die in Kapitel 4 realisierte Meßanordnung sind die
Gewichtsfaktoren in Fig. 3.21 aufgetragen. Die Ahszisse
hildet dabei der Exponent xi (vgl. Gleichung (3.3.8),
(3.3.<n).
Zur Zeit t = 0 ist x. = 1. Mit zunehmender Zeit wird der
1.
Rohrradius und damit die Kapazität der Meßordnung größer,
gleichzeitig wird die Frequenz des Meßkreises kleiner.
Der minimale Wert für die Frequenz ist Null, damit wird
auch xi = O. Die Ahszisse in Fig. 3.21 entspricht also
~ualitativ einer Zeitachse.
Es fällt auf, daß die Länge I der Meßanordnung und die
Eichkonstante Ades Meßkreises nur sehr schwach in die
Genauigkeit von Ra(t) eingehen. Deshalh ist ein hesonde-
rer Aufwand hei der Bestimmung von 1 und A nicht nötig.
Den zahlenmäßig größten Gewichtsfaktor hahen die Meßfre-
quenzen v(O) und v(t). Berücksichtigt man allerdings, daß
die Frequenzen selbst sehr genau meßbar sind (bei den in
Kapitel 4 behandelten Messungen lag die relative Genauig-
keit der Frequenzmessung bei 10-5), dann wird auch der
Fehler von Ra(t) infolge Frequenzmeßungenauigkeit ver-
schwindend gering.
namit qehen in die Genauigkeit von Ra(t) durch Fehlerfort-
pflanzunq praktisch nur die Fehler ein, mit denen der




werden. Zunächst ist die Genauigkeit, mit der Ra(O) be-
kannt ist, das Maß für die Genauigkeit des kontinuierlich
qemessenen Rohraußenradius Ra(t). Mit wachsender Einsatz-
zeit der Rohrprobe, bei der sich die Rohrprohe immer stär-
ker an die Sonde annähert, wird die Genauigkeit des Son-
denradius Ps die entscheidende Größe für die Genauigkeit
von Ra (t) •
Die Auswirkung der Annahme, daß die (~tergrundkapazität
und damit die Streukapazität zeitlich konstant ist, läßt
sich nur grob abschätzen.
Aus den Modellexperimenten (Kap. 3.2) ergab sich, daß die
<.!!'"Streukapazität und damit der Untergrund1 2 pF zunimmt, wenn
die Spaltweite zwischen Rohrprobe und Meßsonde von 5.5 %
auf 2.5 % verringert, also ungefähr halhiert wird.
nie Fehlerahschätzunq wird für die in Kapitel 4 realisier-
te Meßanordnunq gemacht:












Zunächst wird die sehr grobe Annahme getroffen, daß die
Untergrundkapazit3t zeitlich linear ansteigt:
Cf.A. =- C""o +- {1 CfA. (t) (3.5.9)
mit
.1C (t) ;:: t 2 pF . (3.5.10)
1.4. t o.r
Hierhei ist t O• 5 die Zeit, innerhalb der die Spaltweite
halhiert wird. Damit sind Gleichung (3.3.4) und (3.3.5)












In Gleichung (3.5.11) ist R:(t) der korrigierte Rohraußen-
radius, bei dem die zeitliche )\nderung der tJntergrundk
zität berücksichtiat ist.
(3.5.13)
Nach demselhen Verfahren wie in Kapitel 3.3 ergibt sich:




I .. ~t 1
" ]-.e; (0) (3.5.14)
TTnter der wieder sehr groben Annahme, daß sich der Radius
Pa(t) linear mit der Zeit vergrößert, ist der Fehler
6~Streu = R*(t) - R (t) in Fig. 3.22 über dem Außenradius
a a a
und damit über der Zeit aufgetragen. Der Fehler ist an-
fangs Null und übersteigt später betragsmäßig nicht 7 ~m.
Auf Grund der vielen Annahmen, die zur Abschätzung des
Fehlers gemacht wurden, ist der in Fig. 3.22 dargestellte
zeitliche Verlauf natürlich allgemein nicht sehr aussage-
kräftig.
Als konkretes Ergebnis lassen sich jedoch zwei Aussagen
machen:
1. Durch die Annahme, daß der Untergrund zeitlich konstant
ist, wird ein zu schneller zeitlicher Anstieg Ra(t)
des Außenradius vorgetäuscht.
2. Die Voreilung in der Aufweitung beträgt größenordnungs-
mqßig einige Mikrometer. Bezogen den Rohrradius
sind dies etwa 2 0/00.
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Alle späteren Fehlerangahen für Ra(t) sind an diesem
Streufehler zu relativieren. Eine genauere Fehlerangabe
als in der Größenordnung des Streufehlers ist nicht sinn-
voll.
Auch durch Vernachl~ssigung der Exzentrizität ader Meß-
anordnung wird ein falscher zeitlicher Radienverlauf vor-
qetäuscht.






Y/f-(- 0 r~ - R:(p)




Bei kleinen Exzentrizitäten a und damit bei kleinen Unter-






Gleichsetzen von (3.5.16) und (3.5.17) ergibt:
(3.5.18)
ex wFig. 3.22 zeigt den Fehler ~Ra (t) = Ra(t) - Ra(t) in Ab-
h~ngigkeit von dem Rohraußenradius, es zeigt sich, daß
Exzentrizitäten unter 25 ~m weitgehend zu vernachlässigen
sind. Erst bei größeren Exzentrizitäten treten spürbare
Fehler ~Rex(t) auf. Wieder wird ein zu rascher zeitlicher
a .
Anstieg des Rohraußenradius vorgetäuscht. Der zeitliche
Bereich, in dem spürbare Fehler auftreten, liegt im letz-
ten Teil der Einsatzzeit der Rohrprobe.
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Zusammenfassend lassen sich alle auftretenden Fehlerquel-
len in drei Gruppen einteilen.
Ein statistischer Fehler liegt nur vor hel der kontinuier-
lichen Messung der Frequenz v(t). Die gemessenen Fre-
quenzwerte schwanken statistisch um einen mittleren zeit-
lichen Verlauf.
Alle ~nderen Fehler sind systematische Fehler. Sie sind
in der unzureichenden Kenntnis jeweils einer Größe begrün-
det, die sich auf alle Meßwerte des Außenradius R (t) in
a
aleicher Weise auswirkt. Durch eine heliebige Steigerung
der Zahl der Meßpunkte läßt sich die Größe dieser Fehler
nicht reduzieren. Die systematischen Fehler lassen sich
wieder in zwei Gruppen einteilen. nie Ungenauigkeiten von
Ra(O), R
s'
1, A und v(O) hewirken jeweils symmetrische
Fehler fUr Ra(t). Dagegen wirken sich die Annahmen, daß
der Streufeldeinfluß zeitlich konstant ist und daß Exzen-
trizitäten vernachlässigt werden können, als einseitige
Fehler für Ra(t) aus. Sie täuschen jeweils einen zu gros-
sen Wert für den Außenradius Ra(t) vor.
Bei der Auswertung der gemessenen Kriechkurven in Kapitel
4 sind die einzelnen Fehlergruppen jeweils gesondert zu
behandeln.
3.6 Betriebsverhalten des kapazitiven Meßverfahrens
Am Anfang des Kapitels 3 war ein Katalog von Anforderun-
gen aufgestellt worden, der der Entwicklung des kontinu-
ierlichen kapazitiven Meßverfahrens zugrunde gelegt wur-
de. Die Funktion des Verfahrens unter diesen Betriebsbe-
dingungen wird durch die Kriechexperimente nachgewiesen,
die in Kapitel 4 dargestellt werden.
nie experimentelle Hauptschwierigkeit liegt dabei in dem
Temperaturarbeitsbereich des Verfahrens. Denn die kapazi-
tive Rohrvermessung bei 700 oe wird durch die im folgen-
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den aufgeführten vier Temperatureffekte erschwert:
1. Unter einer Luftatmosphäre würden die Meßflächen von
Rohr und Sonde oxydieren. Durch Oxydation werden zu-
nächst die geometrischen Ahmessungen der Meßanordnung
verändert, darüber hinaus können sich die dielektri-
schen Verhältnisse im Spalt zwischen den Meßelektroden
des Zylinderkondensators ändern.
2. Metalloberflächen emittieren bei einer Temperatur von
700 oe Elektronen. Diese Elektronen ermöglichen einen
Ladungstransport zwischen den Elektroden des Meßkon-
densators und dämpfen damit die Resonanz des Meßschwing-
kreises.
3. F.in weiteres Dämpfungsglied im Meßschwingkreis stellen
die Kerami.kisolier- und -zentrierkörper dar, die zwi-
schen Rohr und Sonde angebracht sind. Der spezifische
Widerstand im Handel erhältlicher Keramik nimmt mit
steigender Temperatur stark ab und begrenzt damit die
Einsatzmöglichkeit des kapazitiven Meßverfahrens.
4. In der Aufheizphase zu Beginn eines jeden Kriechexpe-
riments verändert sich die Konfiguration der Meßanord-
nung durch freigesetzte Eigenspannungen und verschie-
dene thermische Ausdehnung in den einzelnen Bauteilen.
Jeder einzelne der hier aufgeführten Temperatureffekte
kann eine Rohrverformung vortäuschen, bis hin zum Anlie-
gen des Rohres an die Sonde. Die Beseitigung dieser Ef-
fekte ist also unerläßlich für das Funktionieren des Meß-
verfahrens.
Die Oxydation der Meßflächen läßt sich verhindern, wenn
das gesamte Meßvolumen (der Raum zwischen den Meßflächen)
evakuiert oder unter Heliumatmosphäre gesetzt wird. Die
Dämpfung des Meßkreises durch elektrische Leitung über
den Meßspalt (Elektronenemission) oder über die Keramik-
körper verändert zwar nicht die Eigenfrequenz des ~~eßkrei-
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ses, bewirkt aher elektronische Probleme beim Oszillator
und beim Frequenzz~hler. Die Elektronenemission ist prin-
zipiell nicht vermeidbar, die elektrische Leitung über
die Keramikkörper kann aber durch geeignete Wahl des Ma-
terials reduziert werden.
Bei Verwendung von hochreiner Aluminiumoxydkeramik konnte
d8r Gesamtwiderstand der Meßanordnung hei 700 oe auf
> 1 Mn angehoben werden. Dabei traten keine frequenzmeß-
technischen Probleme mehr auf.
Die Frequenzänderung in der Aufheizphase ließ sich nicht
unterdrücken. Um dennoch reproduzierbare Verh~ltnisse zu
hahen, wurde jede Meßanordnung vor der Druckheaufschla-
guna der Probe etwa 200 Stunden der Untersuchungstempera-
tur ausgesetzt. Innerhalb dieser Zeit waren die Konfigu-
rationsänderunaen stets abgeschlossen, was an einem kon-
stanten Wert der Frequenz des Meßkreises zu beobachten
war. Die Anfangskonfiquration der Meßanordnung wurde dann
definiert durch
- die geometrischen Größen der Meßanordnunq, die vor
Proheneinsatz durch eine Vermessung ermittelt und
auf thermische Ausdehnung korrigiert wurden, und
- die Anfanqsfrequenz des Meßkreises, die sich als
konstanter Wert unmittelhar vor der Druckbeauf-
schlagung hei der TTntersuchungstemperatur einae-
stellt hatte.
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4. Kriechexperimente an Brennstabhiillrohrprohen
Mit Hilfe des kapazitiven Meßverfahrens (Kap. 3) werden
Kriechexperimente sowohl unter Innen- als auch unter
Außendruckhelastunq bei hoherJzeitlich konstanter Tempe-
ratur durchgeführt.
Die Rohrproben bestehen aus einem fijr den Schnellhriiter-
Prototyp SNR 300 zur Diskussion stehenden Werkstoff. Die
Interpretation der Meßdaten wird mit Hilfe des Schalenmo-
dells (Kap. 2) vorgenommen.
4.1 Versuchsstand
Der Versuchs stand zur Simulation der Reaktorbedingungen
besteht im wesentlichen aus folgenden Teilen:
- Batterie von 10 Zeitstandprüfeinheiten
- Heizstromversorgungs- und Temperaturmeßeinheit
- Druckversorgungs - und Druckmeßeinheit
- Vakuum- bzw. Schutzgasanlage
- Klimaanlage
Jede Zeitprüfeinheit besteht aus einem Röhrenofen, einem
Druck - und einem Vakuurn- bzw. Schutzgasanschluß. Der Röh-
renofen hat einen nutzbaren Durchmesser von 70 mm. Er
wird in drei Zonen elektrisch beheizt. Dadurch entsteht
eine nutzhare Ofenlänge von 160 mm, in der isotherme Ver-
hältnisse vorliegen. Im nutzbaren Bereich läßt sich eine
auf ± 3 oe konstante Temperatur erzeugen .
Zur Durchführung der isothermen Experimente wird der Heiz-
strom mittels eines Drehtransformators für jede Heizzone
und eines Netzschnellreglers fest eingestellt. Er wird
gegebenenfalls manuell nachgeregelt. Die Temperaturmessung
wird jeweils mit drei üher die Länge der Rohrprobe ver-
teilten Pt-PtRh-Thermoe lementen vorgenommen.
%. nie zeitlichen
des Röhreno ns lie
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Die Genauigkeit der Temperaturmessung
suchungstemperatur von 700 oe hei 0.5
Schwankungen der Temperatur innerhalb
aen innerhalh dieser Genauigkeit.
liegt hei r Hnter-
Der Prüfdruck wird mit einem lmernhrankompressor auf-
gehracht. Der maximale Prüfdruck beträgt 50 N/mm2" Jede
Zeitstandprüfeinheit hat einen eigenen ahgetrennten
anschluß.
nie Druckmessung geschieht mit Feinmeßrnanometern mit einer
Genauigkeit von 0.025 N/mm2 unterhalb von 25 N/mm2 und
mit einer Genauigkeit von 0.3 N/mm2 bis zum maximalen
Prüfdruck. Als DruckP'ledium dient das Inertgas Helium.
nie Zeitstandprüfeinheiten haben eine gemeinsame 'Jakuum-
bzw. Schutzgasanlage. Mit einer Drehschieherpumpe kann
ein Betriebsvakuum von 10-2 Torr erzeugt werden. ;~ls
Schutzgas wird Helium verwendet. Die Heizleistung der
Zeitstandprüfeinheiten wird mit einer KlimRanlage ahge-
führt.
4.2 Rohrproben und Meßvorrichtunaen
Die Daten der untersuchten Rohre enthält Tabelle 4.1. Die-
seIhen Rohre wurden auch von Schäfer et al., und von
Braun et ale auf ihr Zeitstand- und Kriechverhalten zur
Verwendung in schnellen natriumgekühlten Brutreaktoren
untersucht. Bei der Anlieferuna lag ein Vermessungsproto-
koll über Innen- und Außenradius sowie über die Wandstär-
ke vor.
Unmittelbar vor Versuchsbeginn wurde das Rohrmaterial ca.
200 h hei 700 oe ausgelagert und spannungs frei geglüht.
Die Auswertung der Kriechversuche an diesem Rohrmaterial
soll nach dem Schalenmodell erfolgen. Dazu ist es erfor-
Li ch , daß in der ~·1eßzone homogene Verhäl tnisse vorliegen,
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wie sie beim unendlich langen Rohr bestehen, das die Grund-
lage für das Schalenmodell bildet.
In Kap. 2.2.1 wurde gezeigt, daß die Forderung des ebenen
Dehnungszustandes i~ Rohr zu einer Spannungsverteilung
führt, die der Spannungsverteilung in einer endlich lan-
gen Rohrprobe entspricht, die an den Enden druckdicht ab-
geschlossen ist.
Die druckdichte Verschweißung am Rohrende führt zwar nach
Anhang A 1 zu einer Störung der Spannungsverteilung in
der unmittelbaren Umgebung der Schweißnaht. Bei einer in
dieser Arheit realisierten Länge der Rohrprobe von 100 mm
und einer Meßzone von 20 mm Länge in der Mitte der Rohr-
probe kann davon ausgegangen werden, daß in der Meßzone
die geforderten homogenen Verhältnisse vorliegen.
Diese Folgerunq aus der Analyse der Spannungsverteilung
im Rohr deckt sich auch mit dem exoerimentellen Befund:
Kaupa /24/ entdeckte bei AUßendruck-Standzeitexperimenten
an Rohren aus Incoloy 800 (Außendurchmesser 7 mm, Wand-
st~rke 0,4 mm, Temperatur 700 °C) keine deutlich spürbare
Änderung der Standzeit bei einer Reduzierung der Proben-
länge von 100 mm auf 50 mm.
Polifka /31/ hat Rohre aus dem Material X8 CrNiMoVNb 1613
(Nerkstoff-Nr. 1.4988, Außendurchmesser 7 mm, Wandstärke
o0,4 mm, Temperatur 700 C) unter Innendruckbelast~ungun-
tersucht. Er beanspruchte die Rohre bis zum Bruch und
stellte bei Rohrlängen zwischen 10 mm und 140 mm keine
Unterschiede bezüglich Standzeit und Bruchdehnung fest.
Die Meßvorrichtung für Innendruckbelastung zeigt Fig. 4.1.
Die Meßvorrichtung wird so in den Röhrenofen fixi.ert, daß
die Rohrprobe in der isothermen Zone des Röhrenofens
liegt. Die Temperatur wird an drei über die Länge der
Rohrprone verteilten Positionen an der Außenwand der Meß-
vorrichtung gemessen.
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nie Meßsande wird gegenüber der Rohrprohe mit geschliffe-
nen Röllchen aus hochreiner Aluminiumoxydkeramik isoliert
und zentriert, ebenso wie die Herausführung der Meßsonde
gegenüher dem Gehäuse der Meßvorrichtung.
Die Innendruckexperimente werden unter Vakuum durchge-
führt. Der Vakuumanschluß sowie die Vakuumdichtungen lie-
gen außerhalb des Röhrenofens.
Die Meßvorrichtung für AUßendruckbelastung zeigt Fig. 4.2.
nie Meßposition liegt ebenfalls in der isothermen Zone
des Röhrenofens, die Isolierung und Zentrierung erfolgt
mit Aluminiumoxydkeramik.
Die Messung wird unter dem Schutzgas Helium durchgeführt.
Der Schutzgasanschluß und die Herausführung der Meßsonde
aus der Schutzgaskammer sind außerhalh des Röhrenofens
angeordnet.
4.3 Vermessung der Meßanordnunq
Nach Kapitel 3 ist zur Auswertung der kontinuierlich an-
fallenden Frequenzdaten die genaue Kenntnis folgender Maße
der Meßanordnung notwendig:
- Außenradius der Rohrprobe bei Innendruck- bzw Innen-
radius der Rohrprobe bei Außendruckhelastung
- Sonden länge
- ExzentrizitRt der Meßanordnung
Diese Größen ergeben sich aus der mechanischen Vorvermes-
sung der Meßanordnung.
Zur Kontrol des kontinuierlichen Meßverfahrens wird
außerdem nach Ahschluß des Experiments




Zur Messung der Radien und der OvalitMten stehen Innen-
und Außenmikrometerschrauben zur Verfügung.
Die oben aufgeführten Größen gehen z. T. (nach Kap. 3.3
und 3.4) als Meßgrößen in die Auswertung der kontinuier-
lichen Versuche ein.
Zur FehlerabschMtzung (Kap. 3.5) ist darüber hinaus noch
die Kenntnis der Zuverlässigkeit der oben aufgeführten
Ahmessungen notwendig.
Die Zuverlässiqkeit der jeweiligen Meßgröße ergibt sich
aus der Genauigkeit des entsprechenden Meßinstruments.
In die Zuverlässigkeit der kontinuierlichen Messung der
Rohrgeometrie geht außerdem nach Kap. 3.5 die Exzentrizi-
t~t der Meßanordnung ein. Sie läßt sich auf 4 verschiede-
ne Ursachen zurückführen:
- axiale Kriimmunq der Rohrprobe
- axiale Krümmung der Meßsonde
- Lagerspiel zwischen Rohrprohe und Keramikzentrierring
- Lagerspiel zwischen Meßsonde und Keramikzentrierring
Ein bei Raumtemperatur bestehendes Spiel an der Innenflä-
che des Zentrierrings wird durch Temperaturbeaufschlagung
ahqehaut, da der thermische Ausdehnungskoeffizient der
Keramik nur etwa halb so groß wie der des Sonden- und
Rohrmaterials (austenitischer Stahl) ist. Bei den in Ka-
pitel 4.4 und 4.5 beschriebenen Messungen ließ es sich
stets einrichten, daß an der Zentrierringinnenfläche ein
Preßsitz auftrat. Dadurch reduziert sich die Exzentrizität
auf drei Anteile.
Umgekehrt wird ein eventuell an der Zentrierringaußenflä-
ehe bestehender Preßsitz durch Temperaturbeaufschlagung
- 72 -
abgebaut. Dadurch trat bei den in Kapitel 4 heschriebenen
Messungen an der Zentrierringaußenfläche stets Spiel auf.
Dieses Sniel läßt sich durch Messung mit Innen- und Aus-
senmikrometerschrauben und durch Berücksichtigung der
thermischen Ausdehnung bestimmen.
Durch das Lagerspiel ist die Meßsonde schon an den Zen-
trierringen selbst nicht genau zentriert. Diese Zentrier-
fehler wirken sich auch auf den Meßbereich in der Mitte
aus und ermöglichen die Angabe einer mittleren Exzentri-
zität infolge Lagerspiel.
nie axiale Krümmung von Rohrprobe und Meßsonde wird mit
einem Rundheitsmeßgerät gemessen.
Das zu vermessende Werkstück wird auf dem Drehteller des
~eßgeräts zentriert und ins Lot gebracht. Mit Hilfe eines
induktiven Wegaufnehmers werden drei Polarschriebe aufge-
nommen, jeweils im Bereich der Zentrierringe und im Meß-
bereich (Fig. 4.3). Aus der relativen Lage der Mittel-
punkte der drei aufgenommenen Kreise läßt sich die Exzen-
trizität im Meßbereich relativ zu den Zentrierstellen be-
stimmen.
Wäre das Werkstück ideal gerade, dann müßte der Mittel-
punkt des mittleren Kreises die Verbindungslinie zwischen
den Mittelpunkten der äußeren Kreise gerade halbieren.
Der Abstand von diesem idealen Mittelpunkt ergibt direkt
die Exzentrizität des Werkstücks. nie Zusammensetzung der
drei Anteile der Exzentrizität zur Gesamtexzentrizität
läßt sich nur mit statistischen Methoden bewerkstelligen,
da unbekannt ist, wie sich die einzelnen Anteile konkret
überlagern.
~ufgrund ihrer statistischen Unabhängigkeit werden die
einzelnen Anteile quadratisch zur Gesamtexzentrizität zu-
sammengesetzt:
222
a = a S . 1 + a R h +
• p i.e 0 r Sonde (4.3.1)
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4.4 Innendruckmessungen
Die Daten zu den Innendruckmessungen sind in Tabelle 4.2
und in Fig. 4.4 his 4.8 enthalten.
Bei der Vorvermessung der Meßanordnung wurden nach Kap.
4.3 die Größen bestimmt, die nach Kap. 3.3 und 3.5 als
feste Meßgrößen oder zur Fehlerabschätzung in die Auswer-
tung der Innendruckversuche eingehen. Die kontinuierlich
gemessenen Eigenfrequenzen der Meßanordnung wurden nach
Gleichung (3.3.8) und (3.3.9) in Außenradien umgerechnet
und in Fig. 4.4 bis 4.8 aufgetragen.
Die einzelnen Meßpunkte sind als Kreuze aufgetragen, de-
ren senkrechte Balken die Zuverlässigkeit des jeweiligen
Meßpunktes angeben. Die Asymmetrie der Fehler hat ihre
Ursache in der einseitigen Wirkung des Exzentrizitätsfeh-
lers, der zu große Außenradien vortäuscht und deshalb in
Richtung auf kleinere Außenradien angetragen ist.
Das Meßverfahren läßt sich überprüfen durch die Nachver-
messung der Rohrproben.
Die nach der Demontage der Meßanordnungen gewonnenen Ra-
dienwerte müssen noch hinsichtlich der elastischen und
der thermischen Dehnung korrigiert werden, um sie mit den
kontinuierlich gemessenen Radienwerten am Ende der Ein-
satz zeit der Prohe vergleichen zu können:
(4.4.1)
Bei Probe 7 und 8 zeigt sich Konsistenz zwischen den Er-
gebnissen der Nachvermessung und den Ergebnissen der kon-
tinuierlichen kapazitiven Rohrvermessung. Die geringfügig
höheren Werte bei der kontinuierlichen Vermessung sind
auf den Einfluß des Exzentrizitätsfehlers und des Streu-
fehlers zurück zuführen (vgl. Kap. 3.5). Die Diskrepanz
bei Probe 6, bei der in der Nachvermessung der Rohrradius
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gegenüber der kontinuierlichen Vermessuna vergrößert er-
scheint, ist damit zu erklären, daß die Probe nach Been-
diqunq ner kontinuierlichen Vermessung noch einige Stun-
den den Prüfbedinaunqen ausgesetzt war.
Zur quantitativen Analyse der Innendruckmessunqen wird
das Schalenmodell (Kap. 2) herangezogen. Gleichung
(2.3.4.4) und (2.3.4.6) beschreiben den danach zu erwar-
tenden zeitlichen Verlauf der Rohrgeometrie für den se-
kundären Kriechbereich.
Beachtet man, 0aß für den Lastangriffsradius ader Innen-
radius ~. der Rohrprobe zu setzen ist, dann folgt für den
1
für die Verformungsmessung interessierenden Außenradius
'Cl •
"a" 1
Stil( ( _ n " All ~io ..
:: Rio 1 c -r StI'( )__R. 1- er 2"
10 (4.4.2)
?~ek ist der auf den Zeitpunkt des Beginns der Druckbela-
10
stunq extrapolierte Innenradius des sekundären Kriechbe-
reichs, im Gegensatz zu R. , das den tatsächlichen Radius
10
zu dieser Zeit angibt. Der Unterschied zwischen R. und
10R~ek ist auf elastische Verformungen und primäre Kriech-
10
dehnungen zurückzuführen.
Durch die Größe c wird die Anfangssteigung des zeitlichen
Radienverlaufs festgelegt. Entwickelt man Gleichung (4.4.2)
für kleine Zeiten, so folgt
Daher wird c im folgenden Kriechrate genannt. Die Abhän-
giakeit von c von Druck, Werkstoffparametern und Rohrab-
messunqen gibt Gleichung (2.3.4.4):
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Der Kriechparameter n, der in (4.4.2) in dem Exponenten
steht, heschreibt im wesentlichen die Krümmung des zeit-
lichen Radienverlaufs.
In Fig. 4.4 his 4.8 sind im sekundären Kriechbereich Kur-
ven cer Form (4.4.2) nach den Regeln der Auscrleichsrech-
nung angepaßt. nie durchgezocrenen Kurven stellen den Kur-
venverlauf im Anpassungsbereich dar. Die zugrunde liegen-
den Ausgleichsqrößen R~ek, c und n sind mit ihren Fehlern
- 10
in Tabelle 4.2 aufgeführt.
Die Werte für den Kriechparameter n, die sich direkt aus
0er Ausgleichsrechnung für jede Probe ergeben, sind in
Fig. 4.9 in Abhäncrigkeit von der Druckbelastung aufgetra-
gen. Nach Gleichung (4.4.4) lassen sich für jede Probe
aus den Ausgleichsgrößen auch Werte für den Kriechparame-
ter k ermitteln (Fig. 4.10). Es zeigt sich in beiden Fäl-
len innerhalh des ~eßfehlers Unabhängigkeit der Kriechpa-
rameter vom Druck und damit sowohl die Gültigkeit des zu-
grunde gelegten Kriechgesetzes für den behandelten Fall
als auch die ~eproduzierbarkeitdes Meßverfahrens.
Uber diese direkte Bestimmung der Kriechparameter hinaus
cribt es noch die Möglichkeit, aus der Druckabhängigke{t
der Kriechrate ~ie Kriechparameter n und k indirekt zu
ermitteln. Dieses Verfahren wird z. B. von Schäfer /13/
und Böhm /14/ henutzt.
Nach (4.4.4) hängt die Kriechrate c von der n-ten Potenz
des Druckes p ab.
Logarithmieren von (4.4.4) ergibt:
Jtlc fe/( h]
l<J C := 19 [~ lhk (1 ~ t,~t"){1f J(~-vl)e!l.o) (f[ f)
t- 2t<,'o e /'0 0
+- h Lg p (4.4.5)
Rs e k2 p.
Die elastische Korrektur (1 + 3 (1 - V) 10) unter-
E.ho
scheidet sich für die eingesetzten Proben um weniger als
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1 0/00 von 1, die Druckabhänaiokeit dieser Korrektur ist
also gering.
R~ek ist nach Tabelle 4.2 in quter Näheruna als eine Kon-10 -.
stante anzusehen. Daher läßt sich der ganze erste Term in
Gleichuna (4.4.5) als Konstante auffassen. Zwischen 19 c
und 10 p besteht demnach ein linearer Zusammenhang. Die-
ser lineare Zusammenhang ergiht sich auch experimentell
([0' i 0 • 4. 11 ) •
Aus den Parametern der angepaßten Gerade ergeben sich die
Kriechparameter n und k, die als Fehlerbänder in Fig. 4.9
und 4.10 eingezeichnet sind.
Da Konsistenz zwischen heiden Methoden der Kriechparame-
terhestimmung hesteht, werden sie beide zur Bestimmung
der resultierenden Kriechparameter herangezoqen (eng
schraffiertes Fehlerhand in Fig. 4.9 und 4.10):
n = 8. 't :t 0.2.
k ( + s:« ) -2.1=' 'fl . 10
- .z.3
4.5 Veraleich mit Experimenten von Böhm, Schäfer
und Braun
Die Rohrproben (Kap. 4.2) und die speziellen Versuchsbe-
dingungen (Kap. 4.4) waren so gewählt worden, daß ein Ver-
gleich der Messungen nach dem kontinuierlichen kapaziti-
ven Verfahren (Kap. 3) mit Messungen nach anderen Meßver-
fahren möglich· war.
Böhm /14/ mißt die Rohraufweitung kontinuierlich mit in-
duktiven Wegaufnehmern. Er gibt Kriechparameter für die
Versuchsbedingungen an, die auch in dieser Arbeit zugrun-
de liegen. Allerdings werden die Kriechparameter unter
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der vereinfachenden Annahme gewonnen, daß das Norton-
Kriechgesetz für den einaxialen Spannunqszustand
. L h[=1((5"" (4.5.1)
angewendet werden kann auf die Abhängigkeit der tangen-
tialen Kriechgeschwindigkeit von oer tangentialen Span-
nunCT.
Die Kriechparameter von Böhm sind deshalb mit den in die-
ser Arheit gewonnenen Parametern nicht vergleichbar.
Deshalb wird in Fiq. 4.12 der Vergleich direkt anhand der
Kriechrate vorgenommen. Böhm definiert als sekundäre
Kriechrate die minimale Steigung der Zeit-Dehn-Kurve. Die
Vergleichsgröße dieser Arbeit ist die relative extrapo-
lierte zeitliche Anfangssteigung des Innenradius nach
(4.4.2) :
CE: = 2n (4.5.2)
Die Darstellung der Kriechraten, die den Ergebnissen von
Böhm zugrunde liegen, erfolgt nach Closs /27/.
Mit in den Vergleich aufgenommen werden Ergebnisse aus
einaxialen Zugversuchen an identischen Rohren von Schäfer
/13/. Hierhei sind sowohl lösungsgeglühte als auch kalt-
verformte Rohre untersucht worden.
Böhm und Schäfer messen vergleichbare Kriechgeschwindiq-
keiten bei 12 % kaltverformten Rohren für einaxiale und
mehraxiale Belastung. Dagegen zeigen Schäfers Ergebnisse
für lösungsgeglühte Rohre bei einaxialer Belastung einen
deutlichen Trend zu größerer Kriechgeschwindigkeit bei
gleicher Spannung.
Etwa im Bereich der Ergebnisse für lösungsgeglühte Rohre
nach Schäfer liegen die Ergebnisse dieser Arbeit. Dies
deutet darauf hin, daß die Auslagerung der Rohre bei 7000C
vor Druckbeaufschlagung die Erhöhung der Zeitstandfestig-
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keit durch die Kaltverformung wieder rückgängig gemacht
hat.
Sch~fer beobachtet bei seinen einaxialen Zuaversuchen ei-
nen ähnlichen Effekt. Bei kaltverformten Rohren wird die
Zeitstannfestigkeit mit zunehmender Versuchszeit so sehr
reduziert, daß lösungsgeglühte und 12 % kaltverformte
Rohre bei Einsatzzeiten > 5000 h identisches Verhalten
zeisen.
Braun /25/ mißt die Rohraufweitung diskontinuierlich. nie
Vermessung erfolgt jeweils druckfrei unter Raumtempera-
tur. Fig. 4.13 zeigt einen Vergleich zwischen Kriechkur-
ven unter ähnlicher Druckbelastung nach Braun und nach
dieser Arbeit.
Zunächst fällt der Unterschied in der sekundären Kriech-
rate und in oer Standzeit ungefähr um den Faktor 2 auf.
Dies wurde schon beim Vergleich mit den Ergebnissen von
Schäfer beobachtet und hat seinen Grund darin, daß bei
den Rohrproben dieser Arbeit im Rohr bestehende Eigenspan-
nungen schon vor der Druckbeaufschlagung freigesetzt wur-
den. Darüber hinaus fällt das stark unterschiedliche Ver-
halten der Rohrproben von Braun und der Rohrproben dieser
Arbeit im primären Kriechbereich auf. In der Anfangsphase
der Verformung mißt Braun in einem 24-stündigen Zyklus.
Bei größeren Einsatzzeiten werden auch die Meßintervalle
größer. Es wurde zunächst vermutet, daß die rasche Meß-
folge in der Anfangsphase die Rohrverformung im primären
Kriechbereich beeinflußt. Fig. 4.14 zeigt jedoch, daß
sich dieser Einfluß des Meßverfahrens auf das Rohrverhal-
ten während der gesamten Einsatzzeit der Rohre auswirkt.
Aufgetragen ist in Fig. 4.14 die Spannungsabhängigkeit der
sekundären tangentialen Kriechgeschwindigkeit. Die Innen-





Beide Effekte vergrößern während der Einsatzzeit der Rohr-
probe kontinuierlich die Tangentialspannung. In Kapitel
4.4 wurde diese Spannungsvergrößerung während der Rohr-
verformung zur direkten Messung der Kriechparameter aus-
genutzt. Darüber hinaus besteht nach Kapitel 4.4 die Mög-
lichkeit der indirekten Messung der Kriechparameter durch
Auswertung der Druckabhängigkeit der Kriechrate.
Die Konsistenz heider Auswertungsverfahren zeigt sich in
Fig. 4.14 in dem tendenziell gleichen Verhalten jeder
einzelnen Rohrprobe dieser Arbeit. Die Abhängigkeit der
tanqentialen Kriechgeschwindigkeit von der tangentialen
Spannung deutet auf ein für alle Rohrproben in gleicher
Weise geltendes Verformungsgesetz hin.
Die Ergebnisse von Braun zeigen dieses konsistente Verhal-
ten nicht. Während die einzelne Rohrprohe eine starke Ab-
hängigkeit der Kriechgeschwindigkeit von der Spannung auf-
weist, besteht nahezu Spannungsunabhängigkeit beim Ver-
gleich der verschiedenen Rohrproben untereinander. Ein
für alle Proben gültiges Verformungsgesetz läßt sich nicht
angeben.
4.6 Außendruckmessungen
Die Daten zu den Außendruckmessungen sind in Tahelle 4.3
aufgeführt. Auf eine graphische Darstellung des zeitlichen
Verlaufs von mittlerem Innenradius, fiktivem Innenradius
und Ovalität der einzelnen Proben mußte hier verzichtet
werden. Der Grund dafür liegt in der geringen Größe des
Meßeffektes bei den einzelnen Außendruckproben, die im
Rahmen dieser Arbeit untersucht wurden.
Fig. 4.15 zeigt den gemessenen Frequenzverlauf für Probe
11. Es zeigt sich bei dieser sehr empfindlichen Auftra-
gung, daß die Ungenauigkeit des Meßverfahrens in der
gleichen Größenordnung liegt wie der Meßeffekt selber.
Bei allen anderen Proben wurde ein vergleichbarer zeitli-
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cher Verlauf der Frequenz festgestellt.
Eine nur schwache, eventuell in der Größenordnung der Ge-
nauiqkeit des Meßverfahrens liegende zeitliche
des Rohrradius war zwar schon nach dem Schalenmodell
Kap. 3.4, Fig. 3.20) vorausgesagt worden. Es wurde jectoc:h
ein massiver Meßeffekt durch die Ovalisierung des Rohres
erwartet. Die Tatsache, daß dieser massive Effekt nicht
auftritt, ist ein Indiz dafür, daß die Ova sierung nicht
nach dem im Schalenmodell berechneten Verlauf i-
tet. Ein Mechanismus, der im folgenden noch näher erläu-
tert wird, sorgt dafür, daß nach kleinen Ovalisierungen
bereits Kollaps in der Rohrprobe eintritt. Abschätzungen
aus dem zeitlichen Frequenzverlauf bei den einzelnen Pro-
ben ergeben, daß der Kollaps etwa bei 2 ••• 3 % Ovalität
eintritt.
Der hiermit gemessene Ovalitätsverlauf steht im Wider-
spruch zu allen theoretischen Aussagen (vgl. Schalenmo-
dell, Kap. 2, Malmberg /18/, Hoff /19/, Laßmann /8/).
Denn keine dieser Theorien enthält ein Kriterium, nach
dem dieser plötzliche Kollaps bei solch kleinen Ovalitä-
ten möglich ist.
Die Diskrepanz zwischen dem experimentellen Befund (Fig.
4.15), nach dem Kollaps schon bei Ovalitäten von 2 % bis
3 % eintritt, und den theoretischen Voraussagen, nach de-
nen die Ovalisierung stetig zunimmt bis hin zu unendlich
großen Werten, soll am Beispiel des Schalenmodells deut-
lich gemacht werden: In Fig. 2.5 ist der zeitliche Ver-
lauf der Ovalität für einen Vergleichsdatenfall (Tab. 2.1)
und verschiedene Außendruckbelastungen dargestellt. Zwar
sind die qeometrischen Abmessungen der Rohre des Ver-
gleichsdatenfalls und der experimentell untersuchten Roh-
re unterschiedlich. Das Verhältnis Wandstärke zu Rohrra-
dius, das die entscheidende Größe für den plötzlichen Kol-
laps ist, wie in diesem Abschnitt noch geze , ist
jedoch etwa gleich groß. Auch oberhalb der experimentell
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gefundenen Grenzovalität von 2 % bis 3 % wird ein konti-
nuierliches Ansteigen der Ovalität berechnet, bis schließ-
lich fast nach einer Verdopplung der Einsatzzeit die
Standzeit erreicht ist.
Um diese Diskrepanz zwischen Theorie und Experiment erklä-
ren zu können, ist eine quantitative Analyse der Außen-
drucl<1T'essungen notwendig. Dazu kann der zeitliche Verlauf
der Meßfrequenz nach dem Schema, das in Kap. 3.4 angege-
ben ist, nicht herangezogen werden, da der geringe Meßef-
fekt bei den einzelnen Proben durch Schwankungen des Meß-
systems zu stark überdeckt wird. Aus demselben Grund läßt
sich auch die Kriechrate der einzelnen Rohrproben nicht
bestimmen, deren Druckabhängigkeit (vgl. Kap. 4.4) zur
Kriechparameterhestimmung herangezogen werden kann.
Zur quantitativen Auswertung liegen damit nur die Stand-
zeiten der Proben vor. Daraus ist eine Aussage über die
dem Verformungsprozeß zugrunde liegenden Kriechparameter





t "'" Ps (4.6.1)
Dieses Ergebnis wendet z. B. Kaupa /24/ bei der Auswer-
tunq seiner Standzeitmessungen an. Ein äqui.valentes Er-
gebnis liefert das Schalenmodell (vgl. Kap. 2): Berück-
sichtigt man Gleichung (2.3.4.4) bei kleinen zeitlichen
Änderungen und Gleichung (2.3.4.5), so erhält man:
M.:' Ml t,){Vi odt> ::: (1.) l. 4- n k t "(io.{o») (1-~
0( (0) 't P '" (Q) ~o. Co)
"1 (4.6.2)
. (1-3(-1--,ll) e.!1!..O»)(1t- K(If-v1.-) PIJ~(O))
el,(o) E h (0) •
In Kap. 2.3.5 wurde als Kriterium für Erreichen der Stand-
zeit das Erreichen einer festzusetzenden maximalen Ovali-
tät ama x eingeführt. Unter Anwendung dieses Standzeitkri-
teriums erhält man:
nieses Standzeitkriterium lie
stische Druckabhängigkeit der S~~...~~=~
charakteri-
schon Hoff
/19/ angibt; denn e (4.6.3) bezüg-
lich Lastangriffsradius Verzerrung liegen
in etwa bei 1 und sind nur sehr s g und
die geometrischen Größen a ), Ra(O), h(o) sind laut Tab.
4.3 für alle Proben als in etwa konstant anzusehen.
Die Standzeiten, die für die eingesetzten Proben gemessen
wurden, zeigen die nach (4.6.3) zu erwartende Druckabhän-
giqkeit (Fig. 4.16). Die daraus zu ermittelnden Kriechpa-
rameter hängen nach (4.6.3) noch von der speziellen Wahl
von a ab. Bei der numerischen Auswertung nach der
max
Gauß'schen Methode der kleinsten Fehlerquadrate (vgl. Zur-
mühl /30/) wurden zwei verschiedene Werte von a
ma x ange-
nommen:
Auf Grund der kontinuierlichen Rohrvermessung erscheint
der Wert a
ma x
= 2 % als sinnvoll, als zweiter Wert wurde
a
ma x
= 20 % gewählt. Dieser Wert war schon bei der ver-
gleichenden Standzeitberechnung t Hoff /19/, Malrnberg
/18/ und Laßmann /8/ (vgl. Kap. 2.3.5,
degelegt worden.
. 2.6) zugrun-
Als Ergebnis erhält man:




+U. -1.3 J, =- 2
Vergleicht man diese Außendruck-Kriechdaten mit den Daten,
die aus Innendruckversuchen gewonnen , so zeigt sich
für die untersuchten Rohrproben Unabhängigkeit des Kriech-
exponenten n vom Vorzeichen der lastung. Dagegen
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zeigt der KriechparaITleter k eine starke Abhängigkeit vom
Vorzeichen der Belastung. Je nach zugrunde gelegtem Wert
für a ergibt sich eine Verkleinerung von k und damit
max
auch der Kriechrate durch tlbergang von Zug auf Druck um
den Faktor 1/30 bis 1/45.
Dieser experimentelle Befund bedeutet, daß die bei der
Odqvist1schen Invariantentheorie /16/ gemachte Annahme
der Unabhängigkeit der Norton'schen Kriechparameter vom
Vorzeichen der Spannung so allgemein nicht haltbar ist.
Bei Problemen, hei denen das Material bereichsweise durch
Zuaspannungen und bereichsweise durch Druckspannungen be-
ansprucht wird, ist ein Kriechansatz zu machen, der den
verschiedenen Kriecheigenschaften in den einzelnen Berei-
chen Rechnung trägt. Dieser Fall der bereichsweisen Bean-
spruchung auf Zug bzw. auf Druck ist nun gerade beim Rohr
unter Außendruckbelastung verwirklicht.
Nach dem Schalenmodell wird im folgenden der Spannungs zu-
stand im Rohr unter Außendruck analysiert:
Formuliert man Gleichung (2.1.4.24) für die physikalische
Umfangskomponente der Spannung in einer zylindrischen
Schale, so erhält man
(4.6.4)
Unter Beachtung von Gleichung (2.2.2.3) und (2.2.2.5) und
der vernünftigen Annahme kleiner Ovalitäten erhält man
Cl X'1)"T;-r:;V(4.6.S)
In Fig. 4.17 ist der Spannungsverlauf (4.6.5) für verschie-
dene Ovalitäten dargestellt. Auf die Bedeutung des Ovali-
tätsparameters aN wird noch eingegangen. Während das
max
~ohr unter Innendruck zu jeder Zeit an jeder Stelle
durch Zugspannungen beansprucht , wird das Rohr unter
Außendruck nur in der Anfangsphase aussch lich durch
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Druckspannungen belastet. Die zunehmende Ovalis ver-
größert die Biegemomente im Rohr, die Wer~
te an den Rohrscheite annehmen. Bei einer bestimmten
Ovalit~t sind die Biegemomente an Scheite so
daß die umfangsspannung in des am Schei-
tel Null wird. Eine weitere Ovalis zu Berei-
chen im Rohr, in denen Zugspannungen herrschen. Diese Be-
reiche liegen am Hauptscheitel an der Außenseite s Roh-
res und am Nebenscheitel an der Rohrinnenseite.
Angesichts der großen Unterschiede in Kriechges
digkeiten für Zug bzw. Druck bedeuten Zugberei an
den Rohrscheiteln praktisch 'Fließgelenke' gegenüber den
sonst recht kriechfesten, durch Druckspannungen bean-
spruchten Rohrbereichen. Diese Fließgelenke führen augen-
blicklich zum Kollaps des Rohres.
Ein nach diesen Uberlegungen sinnvolles Kriterium für
Kollaps von Rohren unter Außendruck ist die Ent tung
des Rohres in den Randfasern an seinen Scheiteln. Dieses
Kriterium läßt sich durch den Spannungsverlauf (4.6.5)
nach dem Schalenmodell auswerten.
Am Hauptscheitel (cos 2~ = 1) auf der Rohraußenseite
(x 3 = h/2) tritt Entlastung ein, wenn gilt
6 -1
( .6.6)
Analog ergibt sich als Entlastungskriterium für den Neben-
scheitel (cos 2~ =-1, = 2)
6 +1
(4 • 7
Unter Vernachläss von 1 gegen 6




Nach Gleichung (4.6.8) läßt sich die maximal auftretende
Ovalität hei den in dieser Arbeit untersuchten Rohren ab-
schätzen:
a = 2.1 %
max
Dieser Wert stimmt überein mit den aus den Frequenzver-
läufen ermittelten maximalen Ovalitäten und erklärt den
niedrigen Meßeffekt bei den in dieser Arbeit durchgeführ-
ten Außendruckexperimenten.
4.7 Verqleich der Innendruck- und Außendruckmessungen
In diesem Abschnitt soll ein abschließender Vergleich der
Ergebnisse der Innendruck- und der Außendruckexperimente
dieser Arbeit durchgeführt werden.
Vergleichende Kriechversuche unter Zug- und Druckbelastung
wurden bisher nur selten durchgeführt und veröffentlicht.
nies hat seinen Grund in den experimentellen Schwierigkei-
ten, die bei Versuchen unter Druckbelastung auftreten. Ra-
botnov /17/ zeigt, daß diese Schwierigkeiten auf zwei Ur-
sachen zurückzuführen sind:
Exzentrizität des Lastangriffs und
Abweichungen realer Kriechproben von
der idealen Probenform
Diese Ursachen führen zu einer Erniedrigung der Standzeit
einer Kriech-Druckprobe infolge Instabilitäten (Knicken,
Beulen) •
Verkleinert man die Länge der Kriechproben, dann kann man
diese Schwierigkeiten weitgehend ausschalten. Dabei nimmt
man aber in Kauf, daß durch die Krafteinleitung der Span-
nungszustand in weiten Bereichen der Probe gestört wird.
Diese Uberlegungen Rabotnovs gelten für eindimensionale
Kriech-Druckproben. Das Rohr unter hydrostatischer Druck-
helastung von außen stellt ebenfalls eine Kriech-Druck-
probe dar. Der Spannungszustand ist jedoch mehrdimensio-
nal. Speziell die Schwierigkeiten, die durch Lastan-
griff verursacht werden, bestehen hier nicht. Es treten
zwar Abweichungen von der idealen ie in Form
von Ovalitäten und axialen Verbiegungen • Die Rohrver-
biegung stellt jedoch keine kritische dar, da das
Rohr allseitig vom Druckmedium umgehen ist und dadurch
keine resultierenden axialen Momente im Rohr entstehen.
Nur die Rohrovalität führt zur Instabilität (Kriechbeu-
len) •
In dieser Arheit wird die Rohrovalisierung als Beitrag
zum Meßeffekt aufgefaßt und nicht als Störeffekt, wie das
hei Rahotnov der Fall ist. Damit hestehen die oben aufge-
führten experimentellen Schwierigkeiten für das kriechen-
de Rohr unter Außendruck nicht in dem Maße wie für die
eindimensionale Kriech-Druckprobe.
Aus diesen Gründen bietet sich das Rohr als eine geometri-
sche Konfiguration an, an der das Kriechen unter Druckbe-
lastung, speziell im Vergleich zum Kriechen unter Zugbe-
lastung, experimentell quantitativ ttelt werden kann.
Auf die Bedeutung dieser Tatsache Aus von
Brennstabhüllrohren wurde bereits in der Einlei (Kap.
1) hingewiesen.
Der abschließende Vergleich zwischen den Innen- und Aus-
sendruckmessungen dieser Arbeit beinhaltet im wesentli-
chen folgende Punkte:
- Funktion und Einsetzbarkeit des Meßverfahrens
- Möglichkeit der Auswertung der Meöe~rCTeJ~nlSSe
- Größe der Kriechparameter
Die Funktion des ~·1eßverfahrens ist




wurden. Das Verfahren ist bei den geforderten Untersu-
chungsbedingungen (Druck, Temperatur) einsetzbar bis hin
zu Standzeiten über 1000 Stunden. Die erreichbare Genau-
iakeit ergiht sich aus den Innendruck-Kriechkurven CF
4.4 bis 4.8). Sie liegt im Bereich einiger Mikrometer
Eine Grenze der Langzeitstabilität zeigt sich in den Aus
sendruckexperimenten. Die dort auftretenden Bewegungen
von< 10-4 mm/h liegen an der Grenze der Auflösbarkeit
nach dem kapazitiven Dehnungsmeßverfahren. Die Ursache
dafür ist darin zu suchen, daß in der direkten und weite-
ren Umgebung der Rohrprobe während des Versuchs konstante
Verhältnisse nicht in genügendem Maße aufrecht gehalten
werden konnten. Eine Auswirkung der Langzeitdrift der
Meßelektronik auf die Meßergebnisse ist aber auch nicht
auszuschließen.
Die Reproduzierbarkeit der Messungen wird belegt durch
die Auswertung der Meßergebnisse, sowohl bei den Innen-
als auch bei den Außendruckversuchen. Es wurden verschie-
dene, voneinander unabhängige Auswertungsverfahren be-
nutzt, die bezüglich der Aussage Uber Kriechparameter je-
weils zu übereinstimmenden Ergebnissen führten.
Insgesamt lassen sich drei Auswertungsverfahren zur Be-
stimmung von Kriechparametern aus Kriechkurven angeben:
- direkte Bestimmung der Kriechpararneter aus
der Kriechkurve,
- Bestimmung der Kriechparameter aus der Druck-
abhängigkeit der Kriechrate,
- Bestimmung der Kriechparameter aus der Druck-
abhängigkeit der Standzeit.
Bei den Innendruckversuchen wurden die beiden ersten Ver-
fahren benutzt. Sie führten zu übereinstimmenden Ergeb-
nissen. Die Benutzung des dritten Verfahrens war ni
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möglich, da hei den kle zugelassenen
Standzeit der Proben nicht erreicht wurde.
die
Bei den Außendruckversuchen wurde das
henutzt. Oie direkte Bes Kri ter oder
ihre Bestimmung aus qkeit Kriechrate
war wegen mangelnder Langzeitstabilität und des zu gerin-
gen Meßeffektes nicht mögli • Der Unterschied im Meßef-
fekt zeigt sich deutli im zitäten
der Innendruck- und der Außendruckmeßanordnung.
Während sich bei den Innendruckexperimenten die Kapazität
im Laufe eines einzelnen Versuchs um größenordnungsmäßig
50 pF ~nderte und aus dieser Änderung genaue Schlüsse
über das Dehnungsverhalten der einzelnen Rohrprobe gezo-
gen werden konnten, betrug diese Änderung bei Außendruck-
belastung größenordnungsmäßig nur 1 pP.
Verursacht wird dieser niedrige Meßeffekt durch die ex-
trem unterschiedlichen Kriechparameter für Zug- bzw.
Druckbelastunq, die bei den in dieser Arbeit untersuchten
Rohren gemessen wurden.
Eine Anwendung des in dieser Arbeit ekelten Meßver-
fahrens erscheint deshalb i Rohren unter Innendruck als
sinnvoll. Bei Außendruckbelas von Rohren ergeben sich
die nach dem kapazi Ver in dieser Arbeit ge-
wonnenen Ergebnisse bereits aus wesentlich weniger auf-
wendigen reinen S itmessungen. Bei der Planung von
Außendruckexperimenten an ist deshalb im konkreten
Fall zu , ob Aufwand e itiven Vermes-
sung in Hinsi t oder ob eine
Standzeitmessung dieselben efern würde.
Abgesehen von den meßtechnischen S ten sind je-
doch Experimente an Brennstabhül I unter Z
als auch unter Druckbelastung zlich, da nur so der ge-
samte Belas im Reaktor eckt werden kann.
Nach den Ergebnissen dieser Arbeit ist für die untersuch-
ten Rohre zwar die qualitative Spannungsabhängigkeit der
Kriechrate unter Innendruck und Außendruck gleich ( i-
cher Kriechexponent n). Die absolute Größe der Kriechrate
ist aher größenordnungsmäßig um einen Faktor 40 unter-
schiedlich (unterschiedlicher Kriechparameter k) •
Zur Beschreihung dieses Kriechverhaltens ist danach eine
Revision des theoretischen Ansatzes notwendig, der zur
Zeit generell bei der Berechnung des Kriechens im mehrdi
mensionalen Spannungs zustand gemacht wird.
Speziell bedeutet dies, daß die Annahmen der Invarianten-
theorie von Odqvist (vgl. /16/, Kap. 2.1.2) modifiziert
werden müssen. Denn die hierbei grundlegende Annahme, daß
die Kriechgeschwindigkeit von einer quadratischen Form
(der 2. Invariante) des Spannungsdeviators abhängt, führt
gerade zum Verlust des Vorzeichens der Spannung.
Bestätigt wird dies durch Rabotnov /17/. Er hat einige
Ergebnisse aus vergleichenden Zug-Druck-Kriechversuchen
unter verschiedenen Bedingungen und an verschiedenen Ma-
terialien zusammengestellt.
Dabei zeigt sich zwar teilweise betragsmäßig gleiche
Kriechgeschwindigkeit unter Zug- und Druckbelastung, teil-
weise aber auch eine Erhöhung der Kriechrate unter Zugbe-
lastung gegenüber Druckbelastung.
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A 1. 1
Analyse der elastischen Spannungsverteilung der
endlich-langen Kreiszylinderschale
Einleitung
In diesem Abschnitt wird die elastische vertei-
lung eines endlich langen kreiszylindrischen Rohres unter-
sucht. Eine endlich lange Rohrprobe, e in einem Experi-
ment mit Innen- oder Außendruck beaufs lagt wird, muß an
heiden Enden druckdicht mit Endstopfen verschweißt werden.
Diese Verschweißung an den Enden führt zu charakteristi-
schen Spannungsverteilungen im Bereich der Schweißnähte.
Ziel dieses Ahschnitts ist die Untersuchung
der möglichen Spannungserhöhung durch die Ver-
schweißung am Rande des Rohrs und
des axialen Bereichs, in dem ein Einfluß der Ver-
schweißung noch spürbar ist.
A 1. 2 Differentialgleichungen der endlich-langen Kreis-
zylinderschale und ihre Lösung
Die Theorie der elastischen Rotationsschale wird ausführ-
lich in der einsch gen Literatur lt. z. B.
Kli il /1 und Flügge /22/). In diesem chnitt sol-
nur kurz und sumrnaris zur Untersuchung
des Randeinf ses benötigten Dif ichungen zu-
sammengestellt werden.
Nach Klingbeil /1 gilt folgender Satz von G ichungen
für die zylindris Rotations unter Druckbelastung
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o c (A 1.2.9)
und die Biegesteifigkeit
k ::: (A 1.2.10)
Ein Strich bedeutet in den Gleichungen (A 1.2.1) bis
(A 1.2.8) Ableitung nach der axialen Koordinate ~.




Elimination von M~ aus (A i.2.2) und (A 1.2.11) ergibt:
Integration von (A 1.2.1) ergibt:
N,! =- q c const:
(A 1.2. 1 2)
(A 1.2. 13 )
Hierbei bedeutet q die axiale Belastung des Rohres, die
durch Druckbelastung auf die Endstopfen herbeigeführt
wird.






Elimination von Ut~ aus (A 1.2.6) und (A 1.2.14) ergibt:
N -If - U'"r +- V o . (A 1.2. 15 )
(A 1.2.12) und (A 1.2.15) werden in (A 1.2.3) eingesetzt:
Dabei wurden als Abkürzung eingeführt:
'+ 3 ( /f- )/2.)
JA = r1 /-,1.
und
00 P" - vq
lA,., -= Y" I:h
(A 1. 2 • 16 )
(A 1.2. 1 7 )
(A 1.2. 18)
Die Differentialgleichung (A 1.2.16) geben u. a. auch
Green und Zerna an /15/. Ihre allgemeine Lösung ist:
u; ; wO; + e./A'f (A Co!~ r+8 SiVl!A 'f)
+ e~ '( (C CoS f\ r; + D Sin fI' r) .
(A 1.2.19)
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Dabei sind A, B, C und D freie Konstanten, die durch Rand-
bedingungen festzulegen sind.
A 1. 3 Spannunqsanalyse des halbunendlichen Rohres
Die Spannungsanalyse von Rohren im Bereich des Rohrendes
ist auf der Basis der Gleichungen von Kapitel A 1.2 ge-
schlossen möglich (vgl. z. B. Markus /32/). Durch den
axialen Verlauf der Normalverschiebung liegen auch alle
übrigen schalenspezifischen Größen fest, speziell die
Schnittgrößen. Mit (A 1.2.8), (A 1.2.11), (A 1.2.12),
(A 1.2.13) und (A 1.2.15) ergibt sich
Ntp =: EI-. U., V q ,- + (A 1.3.1)r
M,lIr V K /An11 ) (A 1.3.2)
N'f = q } (A 1.3.3)
Mr ::
K '1 (A(A", ) 1.3.4)
Q'f- K 111c..c,., . (A 1.3.5)
Die Axiallast q ist im Falle der hydrostatischen Druckbe-
lastung auf den Endstopfen:
:: .e..::..q 2 (A 1.3.6)
Nach Kap. 2.1.4 ist es möglich, aus dem Verlauf der
Schnittkräfte und -momente den Verlauf der Normalspannun-
gen zu berechnen. Nach (2.1.4.24) ergibt sich:
N~ >(3
G'"'f • T + -12. h
()~ :: (1+~tr!{;
(A 1.3.7)
(A 1. 3 • 8)





Die Schubspannungen T~~ treten nicht auf, da die Koordi-
natenlinien gleichzeitig Hauptspannungslinien sind.
Die Schuhspannungen T~r treten wegen Rotationssymmetrie
des Rohres nicht auf. Die Schubspannungen T~~ werden zwar
durch die grundlegende Annahme (III) der Schalentheorie
vernachlässigt (vgl. Kap. 2.1.4). Sie werden aber wieder
eingeführt als Lagrange-Multiplikatoren im Variations-
prinzip (vgl. Kap. 2.1.4). Die daraus resultierenden
QuerkrMfte Q~ haben folgenden Zusammenhang mit den Schuh-
spannungen T~r:
(A 1.3.10)
Nicht ermitteln lassen sich die Radialspannungen 0r auf
Grund des einfachen Verschiebungsansatzes, der der Scha-
lentheorie üblicherweise zugrunde liegt (vgl. (2.1.4.14».
Die Spannungsverläufe (A 1.3.7), (A 1.3.8) und (A 1.3.10)
werden in diesem Ahschnitt für das halbunendliche Rohr be-
rechnet. Dieses spez~elle Rohr hat ein Ende bei ~ = 0,
das andere Enrle liegt bei ~-.+~. Die Randbedingung im
rmendlichen besteht darin, daß die Normalverschiebung un
einen endlichen Wert annehMen muß. Aus (h 1.2:19) folgt
damit zwingend:
A = B = 0 CA 1.3.11)
Damit vereinfacht sich das Problem auf die Bestimmung von
zwei Konstanten durch die spezielle Randhedingung bei
~ = o.
Unter A 1.3.1 wird das gelenkig gelagerte, unter A 1.3.2
das eingespannte Rohr untersucht. Unter A 1.3.3 wird der
Zusammenhang zwischen diesen idealisierten R.andbedingungen
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und dem realen Rohrverhalten im Bereich seiner Endstopfen
hergestellt.
A 1.3.1 Gelenkige Lagerunq bei ~ = 0





Aus (A 1.2.19), (A 1.3.10) und (A 1.3.1.1) folgt:
00
c = - u
n
(A 1.3.1.3)
Aus (A 1.2.19), (A 1.3.10) und (A 1.3.1.2) folgt:
D = 0 (A 1.3.1.4)
Damit liegt folgender Verlauf der elastischen Normalver-
schiebung vor:
(A 1.3.1.5)
Dabei gilt nach (A 1.2.18) und (A 1.3.6)
(A 1. 3 • 1 .6)
Nach (A 1.3.1) his (A 1.3.9) läßt sich damit der Verlauf
der Spannungen in der Rohrwand ermitteln:
pr [ (3 1-~ ~l -/,-r
Si. '" ~1.G" =- 1-4-3~-e (A 1.3.1.7)r 2 h V1-1J" '"
G"'P Z (1 t ':-'HH r T -f(1-f)(1- i/i\'(OS/" ~)] J (A 1.3.1.8)(f -1- f e-""" (oS' (/-4 ~ + ~). (A 1.3.1.9)'t :: -p -
fr ~ V3 (-1_'11)
Fig. A 1.1 und Fig. A 1.2 zeigen die Isodynen für Axial-
- 96 -
und Umfangs spannung in der Rohrwanrl im Bereich des Rohr-
endes. Die Spannungswerte sind jeweils auf die Spannung
bezoqen, die an derseihen radialen Position im unenrllich-
langen Rohr herrschen würde. Fig. A 1.3 zeigt den axialen
Verlauf der Axial- und Umfangsspannung an der Hüllrohrin-
nenseite und der Schuhspannung in der Hlillrohrwand im Be-
reich des Rohrendes. Für die Schubspannung wurde eine be-
stimmte Geometrie zugrundegelegt (r/h = 8.4375). Die
Druckbelastung ist nach Vorzeichen und Betrag frei wähl-
bar. Der Verlauf von Axial- und Umfangsspannung in den
Figuren A 1.1 bis A 1.3 gilt fHr beliebige Geometrie und
beliehige Druckbelastung.
Die A.xialspannung hat in der direkten Umgebung des Lagers
(~~ ~ 1) große radiale Gradienten, eine Folge der starken
Verbiegung an dieser Stelle. Die Umfangs spannung zeigt
eine deutliche Abnahme in der direkten Umgebung des ge-
lenkigen Lagers. Etwa bei ~~ = 2 ••• 3 tritt über den gesam-
ten Bereich der Wandstärke ein Maximum der Umfangs span-
nung auf. Schon bei einem Abstand vom Lager von ~~ ~ 5
ist der Lagereinfluß nicht mehr spürbar, von dort ah kön-
nen Verhältnisse wie beim unendlich langen Rohr angenom-
men werden. Die Schuhspannung l~r nimmt nur in der unmit-
telbaren Umgehung des Lagers endliche ""lerte an. Aber auch
hier ist sie klein gegen die übrigen Spannungstensorkom-
ponenten.
A 1.3.2 Einspannung bei ~ = 0






Analog zum gelenkig gelagerten Rohr ergibt (A 1.3.2.1):
c = - CA 1.3.2.3)
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Aus (A t , 3. 2. 2) folgt:
D = C • (A t • 3. 2.4 )






wird nach (A 1.3.1.6) berechnet.
Analog zu Kapitel A 1.3.2 lassen sich die Spannungen er-
mitteln:
Fig. A 1.4 und A 1.5 zeigen die Isodynen für Axial- und
Umfangsspannung, Fig. A 1.6 zeigt die Axial- und Umfangs-
spannung an der Hüllrohrinnenseite und die Schubspannung
in der Pohrwand, jeweils analog zu Kapitel A 1.3.1. Es
zeigen sich ehenso wie beim gelenkig gelagerten Rohr gros-
se radiale Gradienten bei der Axialspannung, wobei sogar
das Vorzeichen der Axialspannung wechselt. Die Umfangs-
spannung nimmt kleine Werte an der Einspannstelle an
(auch hier wechselt das Vorzeichen), bildet ein Maximum
etwa bei ~~ ~ 3. Bei größeren Abständen vom Lager (~~ > 5)
geht der Verlauf bei den Spannungsverteilungen in den
Verlauf des unendlich langen Rohres illier, der Randeinfluß
ist nicht mehr spürbar.
Ebenso wie bei der gelenkigen Lagerung ist die Schubspan-
nung T~r nur in unmittelbarer Umgebung der Einspannstelle
verschieden von Null, aber auch hier noch klein gegen die
restlichen Spannungen.
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.,.\ 1.3.3 Real qelagertes Rohr
Die unter Kapitel A 1.3.1 und A 1.3.2 behandelten Randbe-
dingungen stellen die Extremfälle für eine reale Randbe-
dingung dar. Speziell gilt, daß cl reale Verdrehung am
Lager zwischen rler maximal möglichen Verdrehung bei ge
kiger Lagerung und der Verdrehung Null bei Einspannung
liegt. Dadurch lassen sich Grenzen angeben, innerhalb de-
rer ein realer Lagerungsfall liegt.
Aus (A 1.3.1.5) läßt sich die maximal mögliche Verdrehung
am Lager ermitteln:
(A 1. 3. 3. 1 )
Als reale Randbedingung läßt sich daher fordern:
u,.,(o) ':: 0) (A 1.3.3.2)
x (0) (A 1.3.3.3)
Aus (A 1.3.3.2) ergibt sich analog zu Kapitel A 1.3.1 und
A 1.3.2:
c 1.3.3.4)
Aus (A 1.3.3.3) folgt:
:: - 1.3.3 5}
Damit wird der Verlauf der elastischen Norma
herechnet:
rU/I GO [1 -/Ar ( fA.~+ Si.,tAt'! :::: UI'I t ces 1.3.3.6)
Der Vergleich mit 1.3.1.5) und 1.3.2.5) li
r-tQ( ge.thki~ (1 ei"l9uPQI"I~tUh :: r CA", + IAn 1.3.3.7)
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Der reale Verlauf läßt sich somit aus den Extremfällen
durch Uberlagerung mit den "Gewichten" y bzw. (1 - y) er-
mitteln.
~~eqen (A 1.3.1) his (A 1.3.9) gilt die Rechenvorschrift
der Uberlagerung der Lösungen für die Extremfälle mit den
Gewichten y hzw. (1 - y) auch für die Spannungsverteilun-
gen:
r~~1 9CIC.hk ig (-1 -t) C1"CJHplll1l"ltÖr • t ()r + ()~ ) (A 1.3.3.8)
(trtQ.1 ,tICI'\/("9 ( -1 ) ti.,qC(Pf)",,,,t
= r ~Ip + r t ~ (A 1.3.3.9)
'f 'f )
rtA,( gelthlci9 ( /f ) tl h 9UpQ.,,, r
t'rr = i t~r + - t 1:'tr (A 1.3.3.10)
Eine konventionelle Abschätzung der Spannungen im Bereich
des Rohrendes läßt sich daher mit den Figuren A 1.1 bis
A 1.6 vornehmen.
Vergleicht man die Spannungsverteilungen für das gelenkig
gelagerte und das eingespannte Rohrende, dann kann der
größere Spannungswert an einer bestimmten Position in der
Pohrwand jeweils als obere Grenze, der kleinere als unte-
re Grenze für den realen Spannungswert dienen.
H. Fabian und H. D. Klement /33/ haben für ein Leichtwas-
serreaktor-Hüllrohr die Spannungen im Bereich des End-
stopfens nach der Methode der Finiten Elemente berechnet.
Ein Vergleich ihrer Ergebnisse und der vorliegenden Un-
tersuchung zeigt gute Ubereinstimmung zwischen der Finit-
elementlösunq und der schalentheoretischen Lösung für das
eingespannte Rohrende. Daraus läßt sich der Schluß ziehen,
daß die Formulierung der Randbedingungen für das einge-
spannte Rohr der Realität sehr nahe kommt und damit der
Gewichtsfaktor y nahe bei Null liegt.
Es zeigt sich weiter, daß die Annahmen der Schalentheorie
auch im Bereich des Rohrendes vernünftig sind, denn Ra-
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dial- und Schubspannung sind jeweils klein gegen die Axial-
oder die nmfangsspannung.
Zusammenfassend läßt sich folgendes Resumee aus diesen
Hntersuchungen zur Spannunqsverteilung in einem Rohr im
Bereich seines Endstopfens ziehen:
1. In der unmittelbaren Umgebung der Schweißnaht bestehen
starke radiale Gradienten für die Axialspannung, wobei
in radialer Richtung sogar das Vorzeichen der Axial-
spannung wechselt. nies ist auf die Aufwölbung des
Rohres direkt oberhalb der Schweißnaht zurückzuführen.
2. Ebla an der Stelle lJl; ~ 3 hat die Hmfangsspannung ein
Maximum über den gesamten Bereich der Wandstärke. Für
Schnellbrüter-Hiillrohre (I" = 2.81 mm, h = 0.38 mm) be-
deutet dies, daß man in einem Abstand von etwa 2 mm
oberhalb der Schweißnaht maximale Verformung des Roh-
res erwarten muß. Eine maximale Aufweitung wurde an
dieser Stelle bei Innendruckexperimenten (vgl. Kap.
4.3) auch stets beobachtet. Wurde eine Probe bis zum
Riß beansprucht, dann trat dieser Riß stets als Axial-
riß (hervorgerufen durch die überhöhte Umfangs spannung)
an dieser Stelle auf.
3. Uher einen Abstand von lJt _ 5 (für Schnellbrüter-Hüll-
rohre 1; ~ 3 mm) hinaus ist ein Einfluß der Verschweis-






FUr den Fall des homogenen Kreiszylinderkondensators läßt
sich die Kapazität exakt angeben. Man legt zwischen die
konzentrischen Zylinderflächen mit den Radien Ri und Ra'
die den Kondensator bilden, eine konzentrische Zylinder-
fläche mit dem Radius r (Fig. A 2.1). Der Verschiebungs-
fluß, integriert über diese gesamte Fläche, ist gerade
gleich der eingeschlossenen Ladung, der Ladung Q des Zy-
linderkondens~tors:
(A 2. 1 • 1 )
(A 2.1.2)
n~raus läßt sich die elektrische Feldstärke eliminieren:
;f Q
r Z rr [.0 (




(A 2. 1 .3)
Mit Kapazität C wird das Verhältnis Ladung Q zu Spannung
Tl eines Kondensators bezeichnet:
z: rr i; LC = (A 2. 1 .4)
l.., ~
/(j
Für kleine Spaltweiten d zwischen den Kondensatorflächen
läßt sich eine Näherungsformel entwickeln:
RQ. Rn, 0(
} ~;t::- +-2 d <::< R.,., J (A 2. 1 .5)d.f<,. := R/"l'I - -2.
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nann ist (vgl. Bronstein /21/)
(A 2. 1 .6){41 RQ,::: {", 1+- n,., ::: 2. [..!2i +.1 (.!!:...)3 -r ... ].
J<. 1- ..P..... 2. RM 3 e«;
, l.R~
Pnter Vernachlässigung kubischer und höherer Terme ergibt
sich für die Kapazität:
=
(A 2. 1 • 7)
Dabei bezeichnet P die mittlere Zylinder fläche des Konden-
sators. Gleichung (A 2.1.7) gibt die Kapazität eines Plat-
tenkondensators an (vgl. Gerthsen /29/).
Pür die realisierte Innendruckmeßvorrichtung (Kap. 4.2)
ergibt sich die Meßkapazität
(A 2. 1 .7) •




Es erscheint damit als möglich, bei den realisierten klei-
nen Spalten zwischen den Elektroden des Zylinderkondensa-
tors von den Verhältnissen des Plattenkondensators auszu-
gehen. Praktisch bedeutet dies die Annahme eines linearen
Feldverlaufes zwischen den Elektroden.
J'. 2.2 Kapazität des Zylinderkondensators mit einer
kreisförmigen und einer ovalen Elektrode
Bei der Außendruckmeßvorrichtung ist der Fall des Zylin-
derkondensators mit einer kreisförmigen und einer ovalen
Elektrode realisiert (vgl. Kap. 4.2).
Die ovale Außenelektrode bildet die Rohrinnenfläche, die
kreisrunde Innenelektrode die Außenfläche der Meßsonde.




Die Spaltweite zwischen den Elektroden des Zylinderkonden-
sators ist vom nmfangswinkel <p ahhängig.
(A 2.2.2)
Bildet man nach (A 2.1.7) für jedes differentielle Zylin-
nerkondensatorintervall d~ die Kapazität de, so erhält
man:
dC = (A 2.2.3)
Inteqration dieser differentiellen Kapazitätsbeiträge über
den gesamten Umfang ergibt:
(A 2.2.4)=c 21rco l RI-r1 1-;:::==:;:::::;;:=::;::;:::.-
'i - R, " 1 - (: I, )~
Q, I r RA -R
I
,
Pnter Beachtung von (A 2.1.4) und (A 2.1.7) läßt sich
(A 2.2.4) umschreiben:
c = 1 (A 2.2.5)
Gleichung (A 2.2.5) gibt die Kapazität eines Zylinderkon-
densators mit ovaler Außenelektrode und kreisrunder Innen-
elektrode an. Vorausgesetzt wird dabei ein kleiner Spalt
zwischen den Elektroden.
A 2.3 Kapazität des exzentrischen Zylinderkondensators
Ein realer Zylinderkondensator hat im allgemeinen eine ex-
zentrische Anordnung seiner Elektroden. Die Größe der Ex-
zentrizität beeinflußt direkt die Kapazität des Zylinder-
kondensators. Wie unter A 2.2 bei der Berechnung der Ka-
pazität der ovalen Anordnung wird die exzentrische Anord-
nung in differentielle Elemente d~ eingeteilt, für die die
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Eigenschaften des Plattenkondensators gelten sollen.
Nach Fig. A 2.2 ergiht sich für die Spaltweite der exzen-
trischen Anordnung:
rv 1 Z, ld f((J} :: RCi, - a CoS ({) - "i - a SIr, rp . (A 2.3.1)
Das differentielle Zylinderkondensatorelement d~ hat fol-
gende Kapazität dC:
dC :: (A 2.3.2)
L~ßt man nur kleine Exzentrizitäten zu, was bei der vor-
ausgesetzten kleinen Spaltweite automatisch folgt, dann
vereinfacht sich (A 2.3.2) zu
clC 1:0 1(;" I clff:::
Ro. -f<.,' - a: cos tp
(A 2.3.3)
Inteqration über den gesamten Umfang ergibt:
c 1 (A 2.3.4)
Unter Beachtung von (A 2.1.4) und A 2.1.7) läßt sich
(7\ 2.3.4) umschreiben:
c = (A 2.3.5)
Gleichung (A 2.3.5) heschreibt die Abhängigkeit Kapa-
zität eines Zylinderkondensators von seiner Exzentrizität
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Tabelle 2.1: Verqleichsdatenfall fHr Schalenmodell
~ohr 7 x 0.4~m
Hastelloy X, 700 oe
n = 6.1
K = 2 • 10- 11 h -1
E = 15350 KP/JTlm 2
v = 0.3
Ra = 3.5 mm
h = 0.4 mm
-3(Xo = 1.225 • 10
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Tahelle 3.1: Abmessungen der Modellkörper für die
~~oc1ellversuche
(rru, ttl. ) Ovalität
Bezeichnunq Höhe [mm] Durchmesser [mmJ [% ]































bei 1080 °C, danach
12 % kaltverformt
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Tabelle 4.2: Daten zu den Innendruckmesstinqen
1. Vorvermessung:
Probe-Nr. R [mm] R [mm] 1 [mmJ a [llm]a s
4 3.000 3.2025 20.75 30
6 3.000 3.2025 20.75 30
7 3.0015 3.2025 20.85 60
8 3.0015 3.2025 20.65 28
11 2.9995 3.2010 20.675 33
2. Prüfbedinqunqen:









Probe-Nr. Ra [mmJ Ra[mm]
4 - -
6 3.174 3.216
7 3. 133 3.173
8 3.098 3.138
11 - -
~robe-Nr. psek [mm] C [h -1] n [-J
'Lo
4 2 6571+0.00056 0.00491 +0.00012 7 546+0. 388
• -0.00318 -0.00038 • -0.741
6 2 6681+0.00073 0.01239 +0.00023 8 021+0. 3 42
· -0.00397 -0.00140 · -1.181
7 2 fi67A+0.0006 o 000554+0.000006 11 Cl78+0. 4 13
•. -0.01fi6 • -0.000344 · - -10.430
8 2 6588+0.0005 o 000544+0.000015 8 129+0• 4 42
· -0.0025 • -0.000025 · -0.512
11 2.6568+0.0005 0.00335 +0.00004 8 759+0. 20 1
-0.0032 -0.00013 · -0.320
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Tahelle 4.3: Daten zu den Außendruckmessungen
1. Vorverrnessung:
Probe-Nr. Ra [rnrnJ R [rnrn] cx [% ] 1 [mm] a [llrn]s
11 2.991 2.344 0.0700 20 .00 77
12 2.9q45 2.350 0.0433 19.95 72
13 2.995 2.345 0.0467 19 .95 76
14 2.9935 2.342 0.0567 20 .00 68
2 . Prüfbedinqungen:
Prohe-Nr. T [ac] p [N/rnrn2 ]
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Fig. 2.6: Standzeit in Abhängigkeit vom Außendruck Vergleichsdatenfall I
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Fig.3.1: Menprinzip bei Innendruckbelastung
Rohr
Sonde







Fig. 3.3: Län qsschnitt durch die lnnendruckrneßnnordnunq , schematisch
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Fi g. 3.4 - 3.10: Modell versuche, Messung des Streufeldeinflusses auf die
Kapazität C der Menanordnung durch Variation der
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FiQ. 3.5: Sondendurchmesser 105.5 mm, Ovalität 4 %
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Fig.3.10: Sondendurchmesser 102.5. Ovalität 1 %
20 50
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Fig. 311 - 312: Modell versuche, Auswertung der Str euf eld messungen ,
Aus qleichsqröüen in Abhängigkeit von
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Fig.3.12: Inhomogener Kapazitätsanteil Cinhorn
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Fig. 313 - 3.18: Modellversuche. Messung des Einflusses von
Exzentrizitäten ax und ay auf die Kapazität C
der Menanordnung in Abhängigkeit von Sondenl änge I.
Sondendurchmes s er Os und 0 val itä t oc
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Fig. 3.16: Sondendurchmesser 105.5 rnrn . Ovalität 1 %
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Fig. 3.17: Sondendurchmesser 102.5 mm, Ovalität 1.5 %
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Fig. 3.19: Blockschaltbild der automatischen Kapazitätsmessung
Innenradius R. (t) [mm ]
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Fig. 3.20". Kapazitive Radienmessung unter Außendruckbelastung
Gewichtsfaktoren p der Einzelfehler
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Fig. 3.22: Einseitige systematische Fehler des kontinuierlich gemessenen Rohrradius
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Fig. 4.3: Polarschrieb zur Bestimmung der Exzentrizität
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Fig. 4.4 - 4.8: Innendruck - Kriechversuche an Rohren (Tab. 4.1 I
bei 700 oe :
gemessener zeitlicher Verlauf der radialen
Au fwei tun 9 und Anpassungskurve nach dem




























RADIALE AUFWEITUNG DRUCK 17.66 N/MMz
FIG. 4.4
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RADIALE AUFWEITUNG DRUCK 19.62 N/NM2
FIG. 4.5
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RADIALE AUFWEITUNG DRUCK 13.73 N/MM2
FIG. 4.7



























RADIALE AUFWEITUNG DRUCK 15.70 N/MMz
FIG. 4.8














Bestimmung aus der Druckabhängigkeit
der Kri echrate ( Fig. 4.11 1
resultierendes Fehlerband
2Druck [N/m m j
0+-----1-----+-----1----+------+-----+-----1------11III'"
13 14 15 16 17 18 19
Fig. 4.9: Bestimmung des Nortonparameters n aus Innendruckversuchen







Besti mmung aus der Druckabhängigkeit
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Fig. 4.10: Besti mmung des Nortonparameters k au s Innendruckversuchen
an Rohren (Tab. 4.1) bei 700 0 C
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Symbol Autor Materialzustand Belastung dargestellte Komponenten
0 Clon -12 % ka I tverformt Innendruck tangenti al
2+ t 20 li Krugmann 11 11 11
+ Schäfer 11 axialer Zug axial
x 11 lösungsgeglüht 11
minimale sekundäre Kriechgeschwindigkeit I
1 I ..... 10 I I I ! I I ! I -.
1.10-6 2 5 1.10- 5 2 5 1.10-4 2 5




RohraurJenradius l rnrn I
Krugmann
P = 13.73 N/mm2
*+
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tangenti cl e s ekund ör e Kri echgeschwind il gkei t
I I I---~5
5 1.10- 5 2 5 1.10- 4 2 5 1.10- 3 2
1J
Fi . 4. Vergleich von Kri windigkeiten aus Innendruckversuchen an Rohren !Je
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Fig. 4.17: Isodynen der Umfangsspannung (5" (bezogen auf die
momentfreie Faser I im Rohr unter Aunendruck
in Abhängigkeit von der Ovalität oc ,
Zug bere iche schroff ier t . Rohrdaten vgl. Tab. 4.1
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Fig. A1.2: Isodynen der Umfangsspannung, gelenkig gelagertes Rohr
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Fig. A1.6: Spannungen an der Innenwand des eingespannten Rohrs
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Fig. A2.1: Zylinderkondensator
Fig. A2.2: Exzentrischer Zylinderkondensator
